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La température est un paramètre fondamental pour la bonne utilisation des composants semi-
conducteurs. Dans les convertisseurs statiques utilisés dans la gamme du MW, les puissances 
dissipées dans les semi conducteurs sont de l’ordre du kW. Une analyse thermique de 
l’assemblage semi-conducteur/dissipateur est donc indispensable pour comprendre les 
phénomènes et les limitations entrant en jeu dans le fonctionnement. Il faut notamment être 
capable de déterminer la température maximale de fonctionnement (jusqu’à 150°C admissible 
pour le silicium) et d’étudier les ondulations de température qui influent directement sur la 
durée de vie du composant. 
Les phénomènes thermiques présents dans un composant ne peuvent pas être dissociés des 
phénomènes électriques (dissipation) et fluidique (refroidissement). Une méthode de 
modélisation électro-thermo-fluidique a donc été développée. L’assemblage press-pack d’un 
IGCT (Integrated Gate Commutated Thyristor) 4.5kV 4kA dans une cellule de commutation a 
été modélisé en prenant en compte le système de refroidissement. 
Dans la structure press-pack à technologie flottante de l’IGCT, les résistances thermiques de 
contact contribuent pour une grande partie à la résistance thermique jonction boîtier. Une 
estimation de ces résistances a donc été effectuée à partir d’une mesure profilométrique et 
d’une mesure directe. 
Pour valider la méthodologie de modélisation et recaler le modèle, des mesures thermiques, 
électriques et fluidiques ont été réalisées sur un composant fonctionnant dans sa cellule de 
commutation. Le dernier chapitre présente des applications du modèle développé avec 
notamment une étude de l’influence du sens de circulation de l’eau dans le système de 
refroidissement des IGCT et une étude des variations de température sur un cycle de fusion 
d’un four à arc. 
Mots clefs 
¾ IGCT ¾ Electro-thermo-fluidique 
¾ Simulation Thermique ¾ Contact thermique 
¾ Modélisation thermique ¾ Mesures de température 





Temperature is an important parameter when you use semi-conductors. In the multi MW 
power converters the semiconductor losses are upper than kW. The thermal analyzes of the 
semiconductor package and cooling system must be performed to understand the thermal 
limitations. The maximal temperature can not be upper than 150°C for silicium components. 
The temperature variations have an impact on the component life time. 
The thermal phenomena in the power electronic component can not be dissociated with the 
electric phenomena (losses) and fluidic phenomena (cooling). An electro-thermo-fluidic 
modelling method has been elaborated. The method is used to study an IGCT (Integrated Gate 
commutated Thyristor) 4.5kV 4kA in the switching cell with his water cooling system. 
The IGCT use a press-pack floating mount package technology. The thermal contact 
resistances have an important impact on the heat transfer in the package. The thermal contact 
resistances have been estimated with a profilometric measure and a direct measure. 
To validate the method and tune the model, thermal, electric and fluidic measurements are 
performed in an IGCT in MW switching operation. The last chapter introduces the model 
applications. The model is used to study the water flow direction in the IGCT cooling system. 
Transient simulations are used to study the temperature fluctuation on an arc furnace melting 
cycle. 
Keywords 
¾ IGCT ¾ Electro-thermo-fluidic 
¾ Thermal simulation ¾ Thermal contact 
¾ Thermal modelling ¾ Temperature measurement 
¾ Mission profile ¾ Arc furnace 
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α  : Rapport cyclique  
Cp  : Chaleur massique 11.. −− °CkgJ  
Cth  : Conductance thermique 1. −°CW  
d , D  : Diamètre m  
cd  : Ecartement moyen adimensionné  
TΔ  : Ecart de température C°  
E  : Energie J  
e  : Epaisseur m  
zE  : Module de Young Pa  ε  : Erreur  
rε  : Emissivité 42.. −− KmW  
End  : Endommagement  
f  : Fréquence Hz  
F  : Force N  
φ  : Flux de chaleur W  
h  : Coefficient de convection 11.. −− °CmW  
H  : Hauteur m  
Hc  : Dureté Pa  
i , I  : Courant électrique A  
k  : Coefficient de variation fonction de la température 1−°C  
λ  : Conductivité thermique 11.. −− °CmW  
L  : Inductance H  
m&  : Débit volumique 13 . −sm  
μ  : Viscosité dynamique 11.. −− smkg  
N  : Nombre de cycles  
n  : Densité des points de contacts 2−m  
Nu  : Nombre de Nusselt  
P  : Puissance W  
c  : Circonférence, périmètre m  
Pr  : Nombre de Prandtl  
Ps  : Pression Pa  
ρ  : Densité 3. −mkg  
Q  : Débit 1. −minl  
R  : Résistance électrique Ω  
r  : Rayon m  
2r  : Coefficient de détermination méthode des moindres carré  
S  : Surface 2m  
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σ  : Ecart type m  
bσ  : Constante de Stefan-Boltzmann 42.. −− KmW  
Ra  : Nombre de Raleigh  
Re  : Nombre de Reynolds  
Rth  : Résistance thermique 1. −° WC  
T  : Température C°  
Tdec  : Période de découpage s  
t  : Temps s  
τ  : Temps de passage entre 20% et 70% du régime permanent s  
θ  : Angle o  
V  : Tension électrique V  
v  : Volume 3m  
υ  : Coefficient de poisson  
w  : Densité de probabilité  
z  : Distance verticale m  
Indices 
a  : Anode 
Al  : Aluminium 
anneau  : Anneau de gâchette 
arc  : Arc électrique 
bus  : Bus continu 
c  : Boîtier 
clamp  : Circuit de limitation des variations de courant 
crit  : Critique 
cercle  : Cercle 
cond  : Conduction 
com  : Commutation 
cons  : Constriction 
contact  : Contact 
dec  : Découpage 
discret  : Discrétisé 
eq  : Equivalent 
f  : Rupture 
φ  : Flux thermique 
D  : Diode 
g  : Gâchette 
gas  : intrersticiel 
IGCT  : IGCT (Integrated Gate Commutated Thyristor) 
in  : Entrée d’eau 
int  : Inter-doigts 
k  : Cathode 
lam  : Laminaire 
load  : Charge 
lin  : linéaire 
m  : Maille 
max  : Maximum 
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mes  : Mesure 
moy  : Moyen, moyenne 
nom  : Nominal 
off  : Blocage, bloqué 
on  : Amorçage, passant 
par  : parabolique 
P  : Puissance 
sP  : Pression 
rad  : rayonnement 
onR  : Résistance statique 
r  : Réel 
out  : Sortie d’eau 
Si  : Silicium 
sim  : Simulation 
T  : Température 
tV  : Tension statique 
τ  : Temps de passage entre 20% et 70% du régime permanent 
tri  : Triangle 
tur  : Turbulent 
trans  : Transition 
%  : Valeur en pourcents 
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Introduction 
Les progrès faits ces dernières années sur la conception des semi-conducteurs de puissance 
permettent l’utilisation de l’électronique de puissance pour des équipements de plus en plus 
puissants. Les puissances dissipées par les composants sont de plus en plus importantes. Elles 
peuvent atteindre plusieurs kW par interrupteur. 
Tant que le semi-conducteur utilisé restera le silicium, la température de fonctionnement 
restera limitée à 150°C. De plus, les variations de température entraînent une réduction de la 
durée de vie du composant. Cette réduction de la durée de vie est due aux dilatations 
différentielles qui entraînent soit des phénomènes de fissuration et de délamination des 
brasures soit des phénomènes d’usure par rodage pour les contacts pressés. La connaissance 
de la température de fonctionnement d’un composant permet d’optimiser le fonctionnement 
d’un convertisseur forte puissance. 
Ce mémoire présente la modélisation électro-thermo-fluidique d’un IGCT 4.5kV 4kA. Ce 
composant fait partie de la dernière génération des semi-conducteurs de très forte puissance 
en technologie bipolaire. Il se présente sous la forme d’un boîtier pressé. Le refroidissement 
se fait par des plaques à eau sur les deux faces du boîtier. La modélisation thermique mise en 
place prend en compte les principaux phénomènes physiques couplés à la température de 
fonctionnement. La puissance dissipée est, entre autre, une fonction de la température. La 
température de l’eau dans les plaques à eau n’est pas constante et est fonction du flux 
thermique absorbé entre autres. 
La particularité des boîtiers pressés est que le flux thermique et le courant empruntent le 
même chemin. Sur ce chemin aucune des pièces n’est solidaire ; les contacts électriques et 
thermiques se font grâce à la pression de serrage. La force de serrage est de plusieurs tonnes 
pour le composant étudié. Dans le modèle, les contacts thermiques doivent obligatoirement 
être pris en compte. 
Le nombre de paramètres à prendre en compte dans le modèle est très important. Afin de 
confronter le modèle au comportement réel du composant, des mesures sont effectuées sur le 
composant fonctionnant en commutation. Ces mesures sont utilisées pour recaler l’influence 
de certains paramètres. Une fois l’influence des principaux paramètres validée, le modèle mis 
en place est utilisé pour étudier des cas réels. L’étude de ces cas permet de connaître le champ 
de température en 3 dimensions d’un composant en fonctionnement dans une application 
industrielle dans laquelle il est impossible d’insérer des sondes de températures. 
Ce mémoire est composé de cinq chapitres : 
¾ Dans le premier chapitre, les composants utilisés en électronique de forte puissance 
(technologie IGBT ou bipolaire) sont présentés. Afin de situer la problématique 
thermique, les différents boîtiers disponibles ainsi que leurs moyens de 
refroidissement sont présentés. La dernière partie de ce chapitre est consacrée à la 
simulation thermique en électronique de puissance. 
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¾ Le second chapitre est consacré à la modélisation électro-thermo-fluidique de l’IGCT 
dans une cellule de commutation. Ces trois modèles ainsi que les modes de couplage 
sont décrits. 
¾ Le troisième chapitre est consacré à la validation des différents modèles. Des mesures 
thermiques, électriques et fluidiques ont été réalisées sur un IGCT commutant une 
puissance 1.5MVA par une méthode d’opposition. Les méthodes de mesures sont 
décrites dans la première partie de ce chapitre. La dernière partie est consacrée à 
l’utilisation des mesures pour valider la méthode de modélisation et recaler les 
paramètres du modèle. 
¾ Le quatrième chapitre est consacré aux résistances thermiques de contact. Une 
méthode de mesure est proposée afin de vérifier les différentes résistances thermiques 
de contact présentes dans le boîtier. 
¾ Le cinquième chapitre est consacré à l’exploitation du modèle en régime permanent et 
transitoire avec en particulier l’étude de la température d’un IGCT sur un cycle de 
fusion d’un four à arc à courant continu. 
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CHAPITRE I  
Les composants de forte puissance. 
La modélisation thermique 
Les concepts et les progrès technologiques ont permis à l’électronique de puissance de 
contrôler des puissances de plusieurs MVA. Les premiers composants permettant d’atteindre 
cette gamme de puissance ont été les composants bipolaires avec le thyristor puis le thyris tor 
GTO. Les derniers composants apparus dans cette gamme de puissance sont l’IGBT traction 
(Insulated Gate Bipolar Transitor) et l’IGCT (Integrated Gate Commutated Thyristor) au 
cours des années 90. 
Pour des composants commutant des puissances supérieures au MVA, même si les 
composants ont évolué, les pertes sont très importantes, de l’ordre du kW. Ces pertes 
entraînent une augmentation de la température du composant. La partie active étant en 
silicium, la température de fonctionnement est limitée à 150°C, d’où une limitation du 
fonctionnement du composant. De plus, les variations de températures ont une influence 
directe sur la durée de vie de l’assemblage (cyclage thermique et contraintes mécaniques). La 
thermique a donc un impact direct sur le fonctionnement des composants de forte puissance : 
la simulation thermique doit permettre de mieux comprendre ces phénomènes afin 
d’optimiser la structure des composants, le système de refroidissement, voire le choix des lois 
de commande. 
I.1. Les composants 
Les applications de forte puissance (traction, four à arc, compensateurs de réseaux…) 
emploient principalement des composants bipolaires ou bien des IGBT. Le principe de 
fonctionnement de ces composants est brièvement rappelé dans ce paragraphe. 
I.1.1. IGBT 
Apparu dans les années 1980, l’IGBT (Fig. I-1) associe les principes du MOS et du transistor 
bipolaire. Le courant de base du transistor bipolaire est contrôlé par une structure MOS. 
Lorsqu’une tension négative est appliquée entre le collecteur et l’émetteur, la jonction J1 est 
polarisée en inverse. Le composant est donc bloqué, la jonction J1 tient la tension. Lorsque la 
tension collecteur émetteur est positive et que la tension grille émetteur est supérieure à la 
tension de seuil du MOS, un canal d’électrons porteurs va se créer sous l’oxyde de grille. La 
circulation de ce courant d’électrons à travers l’anode P+N- du composant va induire, par 
quasi-neutralité, la circulation de trous dans la région de base peu dopée. Par rapport au MOS, 
ce processus conduit à moduler la résistivité de cette région pour réduire les pertes à l’état 
passant au dépend d’une charge stockée résiduelle dans cette base. Cette charge a pour 
conséquence de ralentir la commutation des composants et d’augmenter les pertes par 
commutation. 
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Fig. I-1 : Symbole de l’IGBT 
 
Fig. I-2 : Structure physique simplifiée d’un IGBT 
Des modifications au niveau du substrat peuvent être apportées afin d’améliorer certains 
domaines de fonctionnement du composant. Les deux principales modifications sont la 
structure symétrique (NPT) et la structure asymétrique (PT). Pour plus d’information sur les 
différentes structures le POWER ELECTRONICS HANDBOOK [Skv02] peut être pris 
comme référence. 
Pour des applications forts courants (>1kA) et fortes tension (>2.5kV), l’IGBT est pénalisé 
par sa chute de tension directe (>2V). Les limitations technologiques de fabrication ne 
permettent pas de produire des puces d’IGBT de grandes dimensions. La taille maximale des 
puces IGBT actuelles est de 2cm² environ passivation comprises. Ce qui oblige de répartir le 
courant entre plusieurs puces, composants multichips parallèle. La connectique interne de ce 
types de composant est complexe et pose des problèmes de répartition des courant lors des 
phases de commutation. 
Toutefois, des évolutions ont été apportées sur la puce et sur l’assemblage. Au niveau de la 
puce, la structure enterrée (trench-gate) permet d’augmenter la densité des cellules et ainsi 
augmenter le calibre en courant. La structure field-stop permet de réduire l’épaisseur de la 
base N- et l’étalement du flux de chaleur. Enfin l’effet IGBT permet une modulation de la 
base par le champ de l’électrode de grille. 
I.1.2. Bipolaires 
Le principe de fonctionnement des composants bipolaires 4 couches (thyristor, GTO, IGCT) 
est présenté dans ce paragraphe. Une explication sommaire du fonctionnement de chacun de 
ces composants est donnée, pour plus de détails se référer à la thèse de J.-P. PASCAL [Pas86] 
(pour le thyristor et le thyristor GTO) ou au POWER ELECTRONIC HANDBOOK [Skv02]. 
 
Fig. I-3 : Structure physique simplifiée d’un composant 
4 couches 
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I.1.2.1. Thyristor 
Premier composant de la famille des quatre couches, le thyristor (Fig. I-5) est apparu dans les 
années 1960. C’est un composant à amorçage commandé et à blocage spontané. 
Dans un thyristor, la tenue de la tension de blocage direct se fait au niveau de la jonction J2 
(Fig. I-3). La tenue de la tension de blocage inverse est assurée par la jonction J1 (Fig. I-3). 
L’amorçage se fait par une impulsion positive de courant sur la gâchette amenant la structure 
à se verrouiller à l’état passant. Le blocage naturel se fait lors de l’annulation du courant 
d’anode. 
La structure 4 couches permet d’avoir une faible chute de tension à l’état passant, car les deux 
transistors sont saturés. Les pertes en conduction seront donc faibles. De plus l’effet thyristor 
(latch-up) permet une tenue en tension élevée. Cette structure présente néanmoins des 
inconvénients. La désaturation (blocage) du composant est impossible d’où l’obligation de le 
protéger contre les forts courants par un dispositif externe (fusible rapide). La dynamique 
d’amorçage n’est pas contrôlable par la commande d’où la nécessité de mettre des circuits de 
limitation des variations de tension. Ce composant est sensible aux fortes variations de 
tensions qui peuvent entraîner des amorçages intempestifs contrairement aux composants à 
effet de champs comme le MOS et l’IGBT. 
Pour uniformiser la répartition du courant et les contraintes thermiques lors de l’amorçage, la 
gâchette du thyristor a une forme ramifiée (Fig. I-6). La ramification de la gâchette permet de 
répartir le courant lors de l’amorçage évitant ainsi des focalisations de courants qui peuvent 
entraîner une destruction du composant par emballement thermique local. 
 
Fig. I-5 : Symbole du thyristor 
 
Fig. I-6 : Wafer de Thyristor (source ABB) 
I.1.2.2. GTO 
Le thyristor GTO « Gate Turn-off Thyristor » (Fig. I-7) est une évolution du thyristor. Il est 
apparu dans les années 1970. Le thyristor GTO fonctionne sur le même principe que le 
thyristor sauf qu’il est blocable par extraction d’un courant de gâchette. Le thyristor GTO est 
donc un interrupteur 4 couches blocable et amorçable. 
La première modification par rapport au thyristor se situe au niveau de la métallisation de 
cathode, le contact de cathode n’est plus unique mais constitué de centaines d’îlots 
indépendants (Fig. I-8). La gâchette du thyristor GTO est inter-digitée avec les doigts de la 
cathode. Cette conception permet l’extraction homogène du courant par la gâchette et limite la 
focalisation des lignes de courant lors du blocage du thyristor GTO. La focalisation des lignes 
de courant pourrait en effet entraîner une augmentation de la température au niveau de la 
jonction gâchette cathode et une destruction du composant par emballement thermique local. 
Cette inter-digitation confère au thyristor GTO une meilleure tenue aux variations de courant 
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Fig. I-7 : Symbole du thyristor GTO 
 
Fig. I-8 : Inter-digitation des doigts de cathode 
(source ABB) 
Une seconde modification se situe au niveau de la structure interne du dispositif : cette 
modification a pour but de limiter la queue de courant au blocage et donc les pertes par 
commutation. Les deux technologies (Fig. I-9) les plus utilisées sont : le dopage à l’or 
(implantation d’atomes d’or) de la couche de blocage et le court-circuit d’anode. Le dopage à 
l’or présente l’inconvénient d’augmenter la chute de tension à l’état passant et donc les pertes 
par conduction tout en augmentant la sensibilité à la température. Les thyristors GTO à court-
circuit d’anode ne sont pas symétriques en tension (les plus répandues). Une autre technique 
consiste à irradier la base N- (technologie utilisée par ABB). 
 
Fig. I-9 : Structure interne du thyristor GTO 
Les limitations de fonctionnement du thyristor GTO sont principalement dues aux 
phénomènes thermiques. En effet, le blocage lent et la queue de courant (Fig. I-10) entraînent 
de fortes pertes par commutation d’où augmentation de la température, ce qui limite la 
fréquence de découpage. De plus, des temps de conduction et de blocage minimums doivent 
être respectés afin de limiter l’apparition de points chauds, qui peuvent entraîner la 
destruction de celui-ci par emballement thermique local. Les commutations doivent être 
espacées pour laisser le temps à la température du wafer de s’uniformiser. 
La limitation électrique du thyristor GTO est due au courant de gâchette nécessaire pour le 
blocage qui est compris entre 1/3 et 1/5 du courant d’anode, ce qui peut faire un courant de 
600A pour un courant commuté de 2000A, d’où la nécessité d’un étage de commande 
complexe. A cet étage de commande un circuit d’aide à la commutation (Fig. I-11) doit être 
ajouté afin de faciliter les commutations du thyristor GTO et d’éviter la destruction de la 
diode associée. Le circuit de limitation des variations de courant protège la diode lors de 
l’amorçage du thyristor GTO et le circuit de limitation des variations de tension protège le 
A
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thyristor GTO lors de son blocage. Ces circuits généralement dissipatifs complexifient 
l’utilisation du thyristor GTO, diminuent le rendement du convertisseur et conditionnent 
fortement la fiabilité du dispositif. 
 
Fig. I-10 : Blocage du thyristor GTO (source : power 
electronics hand book) 
 
Fig. I-11 : Circuits d’aide à la commutation (source : 
power electronics hand book) 
I.1.2.3. IGCT 
L’IGCT « Integrated Gate-Commutated Thyristor » (Fig. I-12) est le dernier né de la famille 
des composants quatre couches. Il a été lancé en 1997 par ABB semi-conducteurs [Ste97]. 
L’IGCT est actuellement fabriqué par ABB et MITSUBISHI. 
L’IGCT découle des recherches faites sur le fonctionnement des thyristor GTO en 
commutation dure [Grü96] (sans circuit d’aide à la commutation). Pour optimiser ce type de 
fonctionnement, la structure à court-circuit d’anode a été abandonnée au profit d’une structure 
d’anode semi-transparente couche P+ très fine associée à une couche buffer N+ (Fig. I-13). 
Cette structure a permis de diminuer l’épaisseur du wafer à même tenue en tension, ce qui 
entraîne une réduction de la chute de tension à l’état passant et donc des pertes au dépend 
d’un wafer mécaniquement plus fragile. La réduction de l’épaisseur du wafer a permis 
l’intégration de la diode inverse sur le même wafer (Fig. I-13), ce qui est particulièrement 
intéressant pour la mise en œuvre des onduleurs de tension. Le composant étudié dans notre 
étude n’est pas un IGCT à diode intégré mais un IGCT asymétrique classique. La description 
du fonctionnement se limite donc ici aux IGCT asymétriques (sans diode intégrée). 
Pour obtenir un meilleur comportement au blocage, le gain de gâchette d’un IGCT est unitaire 
contrairement au thyristor GTO pour lequel il est compris entre 1/3 et 1/5. Ce gain unitaire 
oblige à extraire la totalité du courant d’anode par la gâchette. Le gain unitaire permet de 
bloquer quasi-instantanément (~1µs) la jonction cathode gâchette. Le problème du blocage 
rapide est qu’il faut faire passer le courant de cathode vers la gâchette en un temps très court. 
Pour cela, la carte de commande de l’IGCT, le boîtier et la connectique sont optimisés afin de 
réduire les inductances de câblage au niveau de la gâchette. 
Le blocage rapide de l’IGCT entraîne une réduction de la queue de courant par rapport au 
thyristor GTO et donc une réduction des pertes au blocage. Le circuit d’aide à la commutation 
au blocage n’est plus nécessaire. Par contre, le circuit de limitation des variations de courant 
est obligatoire afin de protéger la diode contre les fortes variations de courant provoquées par 
l’amorçage de l’IGCT. 
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Fig. I-12 : Symbole de l’IGCT 
 
Fig. I-13 : Vue en coupe d’un IGCT asymétrique avec 
sa diode intégrée (source ABB) 
 GTO IGCT 
Tension à l’état passant 3.2 V 2.4 V 
Di/dt maximum à l’amorçage 500 A/µs 3000 A/µs 
Energie dissipée à l’amorçage 5 J 0.5 J 
Energie dissipée au blocage sous 3kA 10 J (Cs=6µF) 10 J (Cs=0µF) 
Courant de coupure maximum 3 kA 3 à 6 kA 
Puissance du driver à 500Hz/1150A 80 W 15W 
Charges stockées dans la gâchette 8000 µC 2000 µC 
dv/dt maximum au blocage 500 V/µs >4000 V/µs 
Temps de stockage 20 µs 1µs 
Tab. I-1 : Comparaison entre un GTO et un IGCT de même calibre (3kA, 4.5kV) (source [Bas02]) 
Le wafer des IGCT ABB présente une particularité au niveau des doigts de cathode : une 
partie de ces doigt est utilisée pour le contrôle thermique local du wafer. Les doigts utilisés 
pour le contrôle thermique sont inactifs électriquement et donc ne dissipent pas. Ils sont donc 
utilisés uniquement pour transférer du flux thermique du wafer vers le boîtier, ce qui entraîne 
une diminution de la température locale. Ces doigts sont situés au niveau des deux anneaux 
extérieurs : sur l’anneau extérieur tous les doigts servent au contrôle thermique, sur l’autre un 
doigt sur deux est actif. 
I.2. Les boîtiers 
En électronique de forte puissance, deux types de boîtiers sont utilisés : les modules et les 
boîtiers pressés. La classification de ces boîtiers se fait par leur mode de fixation. Le boîtier 
pressé doit être maintenu en pression dans une bride, alors que le module est fixé à plat sur 
son dissipateur. 
La dernière partie de ce paragraphe est consacrée à une nouvelle technologie de boîtier 
développé par ALSTOM. Cette technologie est basée sur une connectique de type bumps 
sphériques ou cylindriques. 
I.2.1. Modules 
Seuls les modules utilisés en forte puissance sont présentés dans cette partie. Les informations 
fournies pour les boîtiers de fortes puissances sont cependant valables pour les boîtiers de 
moyenne et faible puissance. 
I.2.1.1. Composition du boîtier 
L’utilisation des boîtiers de type module (Fig. I-14) se limite aux IGBT pour les applications 
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pour atteindre des calibres en courant important nécessite la mise en parallèle de nombreuses 
puces. Une puce IGBT de 3.3kV est limitée à 50A pour faire un composant 1.2kA, la mise en 
parallèle de 24 puces est nécessaire. Les modules utilisés en électronique de forte puissance 
sont des modules du type « traction ». L’appellation module de traction vient du fait que ces 
composants ont été destinés dans un premier temps à la traction ferroviaire. 
 
 
Fig. I-14 : IGBT en module HiPaK 3.3kV 1.2kA (source ABB) 
Les modules permettent la mise en parallèle de nombreuses puces voire des associations plus 
complexes du type onduleur triphasé dans le même boîtier. Ces possibilités d’association sont 
permises par la constitution interne du boîtier (Fig. I-15). Les puces sont reliées 
électriquement par des fils de bonding sur la face supérieure et brasées à la métallisation 
cuivre supérieure du DCB (Direct Copper Bonding) pour la phase inférieure. Le DCB est un 
assemblage constitué d’un sandwich isolant électrique du type céramique (AlN ou AL2O3) et 
de deux couches de cuivre. Le DCB est un conducteur thermique mais isolant électrique. Il est 
lui même brasé sur une semelle en cuivre qui permet le montage mécanique du boîtier sur le 
dissipateur. Le boîtier est rempli d’un gel de silicone afin d’assurer une isolation électrique. 
 
Fig. I-15 : Vue en coupe d’un module (source MITSUBISHI) 
Cette constitution mécanique complexe entraîne des problèmes de fiabilité au niveau des 
bondings et des brasures du DCB ainsi que pour les fils de bonding. 
I.2.1.2. Montage 
La semelle en cuivre du composant est électriquement isolée des puces. Le montage se fait 
donc directement sur les dissipateurs sans autre isolement. Le composant est directement 
vissé sur le dissipateur. Le couple de serrage des vis de montages doit être respecté [Sch04] 
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afin d’assurer un contact thermique de bonne qualité. Pour optimiser le contact thermique 
entre la semelle et le dissipateur, un film de graisse thermique doit être utilisé. Dans certaines 
applications des joints thermiques [SAR01] sont préférés à la graisse. L’avantage des joints 
thermiques par rapport à la graisse est leur meilleure tenue dans le temps ainsi qu’une plus 
grande facilité de montage et démontage pour des productions de moyenne ou grande série. 
Différent types de dissipateurs (Fig. I-16) peuvent être utilisés en fonction des contraintes 
d’environnement du convertisseur. Le choix du système de refroidissement se fait en fonction 
du flux thermique et des contraintes d’environnement. 
 
a. Plaque à eau 
 
b. Caloduc et radiateur à convection forcée 
 
c. A air, radiateur à convection forcée 
Fig. I-16 : Dissipateurs utilisés avec des modules de forte puissance (source FERRAZ) 
I.2.2. Pressés 
Les boîtiers pressés sont utilisés depuis des années en électronique de puissance sur une large 
gamme de puissance pour des composants bipolaires (thyristor, GTO). Depuis que les IGBT 
et les modules sont apparus, les boîtiers pressés ne sont plus utilisés que pour les applications 
de fortes puissances nécessitant des composants bipolaires. Cependant, certains fabricants 
développent des boîtiers pressés spécifiques à l’IGBT (ABB, Toshiba, westcode). 
 
Fig. I-17 : Thyristor press-pack 
 
Fig. I-18 : IGBT  press-pack (source ABB) 
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I.2.2.1. Composition du boîtier 
La description faite dans cette partie se limite aux boîtiers pour les composants bipolaires 
classiques thyristor et  thyristor GTO de fortes puissances. La seconde partie est spécifique au 
boîtier de l’IGCT et aux modifications qui ont été apportées au boîtier classique afin 
d’optimiser les caractéristiques au blocage. 
I.2.2.1.1. Classique 
Les boîtiers pressés classiques sont utilisés pour les diodes, thyristors et GTO de fortes 
puissances. Le principe du boîtier pressé permet de maximiser la surface de passage du 
courant et du flux thermique. Les deux empruntent le même chemin, les faces supérieures et 
inférieures du composant. Les contacts thermiques et électriques sont assurés par une mise en 
pression du composant. Les composants bipolaires peuvent êtres fabriqués à partir de tranche 
de silicium mesurant jusqu’à 6 pouces (152.4mm) de diamètre. Le boîtier est donc fait pour 
utiliser les wafers bruts. Toutes les pièces sont flottantes dans le boîtier, aucune brasure, 
soudure ou sertissage n’est nécessaire au niveau du wafer.  
Les boîtiers sont constitués (Fig. I-19) d’un wafer pris entre deux disques de molybdène. Les 
contacts électriques se font par les pôles d’anode et de cathode. Les pôles de contact sont en 
cuivre nickelé. L’isolation électrique entre l’anode et la cathode est assurée par un anneau en 
céramique. Dans ce type de boîtier, les pièces sont flottantes. Le maintien des pièces, les 
contacts électriques et thermiques sont réalisés par la mise en pression du composant dans une 
bride. C’est pour cette raison que les disques de maintien sont en molybdène (Mo) car ce 
matériau se déforme peu sous les fortes pressions de montage et son coefficient d’expansion 
thermique est proche de celui du silicium. La contrainte de dilatation différentielle est donc 
reportée sur l’interface molybdène cuivre. 
Remarque : le boîtier des diodes est identique sur les deux faces. Les connexions de gâchette 
sont supprimées. 
 
Fig. I-19 : Constitution d’un GTO (source ABB) 
1. wafer 
2. disques de molybdène 
3. électrode de gâchette 
4. masselottes de cuivre 
5. anneau céramique 
6. connexions de gâchette 
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I.2.2.1.2. IGCT 
Le boîtier pressé de l’IGCT diffère des boîtiers classiques (thyristor GTO, Thyristor) au 
niveau du circuit de gâchette. Pour rediriger le courant de l’anode pouvant atteindre plusieurs 
kA vers la gâchette en un temps de l’ordre de la microseconde au moment du blocage, 
l’inductance du circuit de gâchette doit être la plus faible possible et la plus homogène sur la 
périphérie. 
 
Fig. I-20 : Vue éclatée d’un boîtier d’IGCT à diode intégrée (source ABB) 
1. Wafer à diode intégrée 
2. Masselotte d’anode 
3. Masselotte de cathode à gâchette inter-digitée 
4. Disque molybdène d’anode 
5. Disque molybdène de cathode 
L’inductance du circuit de gâchette se décompose (Fig. I-22) en trois parties : boîtier, câblage, 
circuit de commande. La réduction de l’inductance est faite pour les trois parties. 
Au niveau du boîtier, le contact de gâchette n’est plus unique. Il se fait sur toute la 
circonférence du composant. A l’intérieur du composant, une structure interdigitée [Grü94] 
(Fig. I-20) permet ainsi de réduire l’inductance interne au boîtier à 2nH. 
Pour limiter l’inductance de câblage, le circuit de commande est rendu indissociable de 
l’IGCT. Le câble de gâchette est remplacé par une structure de type bus-bar qui permet de 
ramener l’inductance de câblage à 1.5nH et l’inductance du circuit de commande à 1.5nH tout 
en les symétrisant. 
L’ensemble de ces modifications permet de passer d’une inductance du circuit de gâchette en 
câble coaxial de 330nH pour le thyristor GTO à un circuit de gâchette en circuit imprimé de 
5nH pour l’IGCT. Par contre la carte de commande est indissociable du composant. Le coût 
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Fig. I-21 : IGCT complet (4.5kV,3kA) (source ABB)  
Fig. I-22 : Réduction de l’inductance de gâchette 
La finesse des doigts de cathode de l’IGCT pose des problèmes d’endommagement plastique 
des métallisations de cathode qui peuvent aller jusqu’au court-circuit cathode gâchette (Fig. 
I-24). Cet endommagement résulte de phénomènes thermiques et électromagnétiques. Les 
différences de dilatations thermiques entraînent des frottements entre les doigts de cathode et 
le disque de molybdène. Les efforts électromagnétiques dus aux forts courants entraînent une 
rotation du wafer autour de son axe. L’influence de chaque phénomène sur le déplacement du 
wafer par rapport au disque de molybdène n’est pas encore très bien connue. Les 
déplacements combinés à la force de serrage (Fig. I-23) entraînent un fluage de la 
métallisation. 
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Fig. I-24 : Doigts de cathode endommagés (court-circuit cathode gâchette) 
1. Doigts de cathode 
2. Métallisation de gâchette 
I.2.2.2. Montage 
La constitution des boîtiers press-pack entraîne des contraintes au niveau du montage : le 
composant doit être maintenu en pression (40kN pour l’IGCT 4.5kV) car le courant et le flux 
thermique passent par les deux faces du composant ; la qualité du contact dépend de la 
pression. 
Ce type de montage permet la mise en série des composants dans un volume réduit. La mise 
en série dans la même bride permet d’augmenter la tension de bus ou de mettre les 
interrupteurs d’une cellule de commutation dans la même bride (Fig. I-25). 
La mise en pression est assurée par une bride (Fig. I-25). La réalisation et le montage de la 
bride sont deux étapes sensibles [Bac02]. La pression au niveau des composants doit être 
uniforme afin d’assurer un bon contact thermique et électrique. Un contact non uniforme peut 
entraîner une focalisation des lignes de courant, apparition d’un point « chaud » et la 
destruction du composant. Une pression non uniforme peut aussi entraîner une casse 
mécanique immédiate du wafer lors de la mise en pression. De plus le serrage de la bride doit 
être constant dans le temps quel que soit l’environnement. 
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Les dissipateurs utilisés dans les brides sont principalement des plaques à eau (Fig. I-26). 
L’utilisation de plaque à eau se justifie par le niveau important de flux thermique à extraire et 
la limitation du volume. Ce circuit d’eau des dissipateurs ABB a une forme de serpentin 
circulant sur les deux faces du dissipateur (Fig. I-26). Cependant pour des applications 
fonctionnant à puissance réduite, des dissipateurs associant des caloducs et des 
refroidissements par air sont utilisés (Fig. I-27) voire seulement un refroidissement à air 
(convection forcée ou naturelle). 
 
Fig. I-26 : Dissipateurs ABB (source ABB) 
 
Fig. I-27 : Montage avec caloduc radiateur à 
convection naturelle 
I.2.3. Bumping de puissance 
Afin de réduire le poids des onduleurs de traction ainsi que d’augmenter leur performance, 
une nouvelle technologie de boîtier pour la forte puissance a été développée par ALSTOM 
Transport [Mer04] & [Gil00] & [Mer05] dans le cadre du laboratoire PEARL. Cette 
technologie vise à intégrer dans un même bloc une phase d’onduleur à IGBT et son système 
de refroidissement. Pour cela, la phase est constituée d’un assemblage de composants 
élémentaires. La connectique entre les puces élémentaires de chaque composant est assurée au 
moyen de bumps (sphères ou cylindres en cuivre) et de connectiques coplanaires. Le 
refroidissement est intégré au composant élémentaire. Cette technologie n’est actuellement 
qu’à l’état de prototype. 
I.2.3.1. Composition du composant élémentaire 
Comme pour les modules de type traction, le composant est constitué de puces d’IGBT et de 
diodes mises en parallèle. La mise en parallèle est assurée par une connectique coplanaire afin 
de réduire les inductances de câblage. Les puces sont brasées sur un DCB (Fig. I-28) qui 
assure la connexion électrique de la face inférieure des puces. La connexion supérieure est 
aussi assurée par un DCB. Les puces sont connectées au DCB supérieur au moyen de bumps 
en cuivre (cylindres ou sphéres). L’utilisation de bumps doit permettre d’augmenter la durée 
de vie du composant en remplaçant les fils de bounding qui posent des problèmes de fiabilité. 
Les connectiques de commande et de puissance sont directement brasées sur le DCB 
inférieur. 
Le refroidissement de chaque composant élémentaire se fait au niveau du DCB supérieur par 
une lame d’eau et au niveau du DCB inférieur par la circulation d’eau dans un radiateur 
directement brasé sur le DCB. Cette architecture thermique permet un refroidissement double 
face du composant. Le second avantage est de réduire la distance et le nombre d’interface 
entre les puces et le liquide de refroidissement. 
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Les dimensions hors tout du composant élémentaire sont de 107*57*27 mm3 pour un calibre 
de 3.3kV 0.6kA. 
 
Fig. I-28 : Vue éclatée d’un composant (source ALSTOM) 
1. IGBT 
2. Diode 
3. DCB supérieur 
4. DCB inférieur 
5. Connecteurs de commande 
6. Connecteurs de puissance 
I.2.3.2. Phase 
La composition du composant élémentaire ne permettant pas de l’utiliser seul, ce dernier doit 
être obligatoirement utilisé dans une phase. Une phase 3.3kV 2.4kA est constituée de 8 
composants élémentaires soit 4 composants par interrupteur. Les composants élémentaires 
sont connectés en parallèle au moyen du buss-bar de l’onduleur. La circulation du liquide de 
refroidissement est intégré dans le bâti en matière plastique de la phase (Fig. I-29 & Fig. 
I-30). Le bâti assure aussi le maintient des composants élémentaires et l’isolation électrique 
entre les deux interrupteurs. 
La phase ainsi constituée a une dimension hors tout de 389*107*88 mm3. 
 
Fig. I-29 : Vue d’une cellule de commutation 3.3kV 2.4kA (source ALSTOM) 
1. Connectique interrupteur 1 (+) 
2. Connectique interrupteur 2 (-) 
3. Connectique point milieu (caché) 
4. Entré sortie du fluide 
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Fig. I-30 : Vue en coupe d’une phase (source ALSTOM) 
1. Connectique interrupteur 1 (+) 
2. Connectique interrupteur 2 (-) 
3. Connectique point milieu 
4. Composant haut 
5. Composant bas 
I.3. La modélisation thermique en électronique de puissance 
Différentes méthodes de modélisation ont été développées pour l’étude thermique et 
électrothermique des composants d’électronique de puissance. Ces méthodes n’ont pas toutes 
les mêmes domaines d’application. Elles vont du modèle résistif 1D utilisé pour le 
dimensionnement grossier des systèmes de refroidissement au modèle 3D du composant 
complet, en passant par des modèles 2D d’une cellule élémentaire du wafer utilisés pour la 
simulation. 
L’IGCT est un composant récent. Pour cette raison, peu d’études sur la modélisation 
thermique ou électrothermique de l’IGCT ont été publiées. Cependant comme l’IGCT est une 
évolution du thyristor GTO, la structure et les principes de fonctionnement de ces deux 
composants sont similaires. Les résultats des études publiées pour le thyristor GTO peuvent 
être pris en compte. Sur la plan thermique, la différence entre L’IGCT et le thyristor GTO se 
situe au niveau de la connexion de la gâchette qui se fait par un doigts pour le thyristor GTO 
et par 12 doigts pour l’IGCT. 
I.3.1.1. Modèles mono-dimensionnels (1D) 
Une méthode de simulation électrothermique est présentée par S. Schröder [Sch00] & 
[Sch01]. Cette méthode utilise le logiciel P-SPICE, un modèle 1D du GTO est couplé avec un 
modèle thermique. Le modèle thermique est basé sur les impédances thermiques issues des 
documents constructeurs. Cette méthode permet de simuler les commutations d’un GTO en 
prenant en compte au premier ordre les phénomènes thermiques. Le modèle thermique doit 
cependant être amélioré. En effet un modèle de type impédance thermique n’est pas très fiable 
et est fortement lié aux conditions aux limites. Une modification des conditions aux limites 
peut entraîner une modification de la circulation du flux thermique dans le composant. Cette 
modification du chemin thermique entraîne une modification du modèle puisque les 
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Pour prendre en compte la structure circulaire du thyristor GTO de forte puissance et tous les 
phénomènes de non uniformité du courant et de la température entre les différents anneaux de 
cathode, le modèle a été adapté. Chaque anneau de cathode est modélisé par un thyristor 
GTO. Les différents thyristors GTOs sont couplés thermiquement par des impédances. Ce 
type de modèle permet de simuler le fonctionnement d’un thyristor GTO à l’échelle du semi-
conducteur sans avoir des temps de simulation important (contrairement aux calculs 2D ou 
3D). Cependant ce modèle est moins exhaustif et ne permet pas de tracer les profils de 
température à l’intérieur du semi-conducteur. 
Le problème de ce type de modélisation est la modélisation électrique du thyristor GTO. En 
effet, le modèle électrique du thyristor GTO utilisé ici est un modèle de type circuit. Tous les 
paramètres du modèle et leur évolution en fonction de la température doivent êtres identifiés. 
Ce dernier point rend la méthode difficilement utilisable pour notre étude. De plus, pour 
l’étude de profil de mission, la méthode n’est pas adaptée car elle prend en compte les formes 
d’ondes instantanées du courant et de la tension. 
I.3.1.2. Modèles bi-dimensionnels (2D) 
La simulation électrothermique 2D à l’échelle du semi-conducteur permet de voir que la 
température est maximale durant le blocage au niveau de la jonction gâchette cathode. 
L’article de P. A. Mawby [Maw96] présente les résultats de simulation électrothermique 2D 
pour la moitié d’une cellule élémentaire d’un thyristor GTO 2.5kV en boîtier press-pack. Les 
conditions aux limites thermiques sont de type impédances thermiques (l’inertie thermique est 
prise en compte). Le circuit électrique de test est pris en compte dans le modèle. Les résultats 
de simulation électrique sont comparés avec les mesures faites sur un circuit de test mono-
coup et montrent une bonne concordance des résultats. Les profils de température permettent 
de voir que la zone de dissipation du thyristor GTO se situe au niveau de la couche de 
contrôle. Cette hypothèse a été confirmée par les spécialistes du thyristor GTO et de l’IGCT 
chez ABB qui situent la zone de dissipation sous les doigts de gâchette jusqu'à une profondeur 
de 100µm pour le composant étudié (4.5kV 4kA). Cette méthode 2D est comme la méthode 
1D limitée au par la méthode de modélisation thermique du boîtier. En effet, le modèle 
thermique du boîtier se limite à un réseau d’impédances thermiques qui est pris comme 
condition aux limites sur le modèle électrothermique 2D. De plus les simulations 
électrothermiques se font à l’échelle de la commutation et prennent en compte tous les 
déplacements des électrons dans le cristal semi-conducteur. Elles sont donc totalement 
inadaptées pour l’étude sur des profils des missions de plusieurs dizaines de minutes. 
Une modélisation thermique 2D d’un boîtier pressé est proposée par I. L. Somos [Som89]. Le 
modèle 2D est en fait un réseau nodal. La construction du réseau nodal est faite à partir d’une 
étude préalable sur la répartition du flux thermique dans le boîtier. Ce modèle prend en 
compte l’influence de tous les détails du boîtier y compris les îlots de cathode. Cependant 
comme tous les modèles basés sur des impédances thermiques, le modèle dépend des 
conditions aux limites. La modification d’une condition aux limites oblige de refaire tout le 
modèle. 
I.3.1.3. Modèles tri-dimensionnels (3D) 
Comme l’a précisé M. S. Khanniche en 1988 [Kha88], les réseaux de résistances ne suffisent 
pas pour décrire la totalité des phénomènes thermiques. La meilleure solution pour la 
modélisation est la modélisation numérique en 3 dimensions. Cependant la seule modélisation 
thermique en 3 dimensions de thyristor GTO date de 1988 et est très peu détaillée. Les 
moyens de calcul de cette époque ne permettaient pas une modélisation fine de l’assemblage. 
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Ainsi le modèle proposé est très simplifié et le transfert n’est modélisé que sur une face et le 
boîtier n’est modélisé que par un domaine. L’objectif de l’étude n’est pas une modélisation 

















Fig. I-31 : Pertes par commutation IGCT (4500V, 650A) (source S. Bernet [Ber99]) 
En électronique de puissance, les couplages entre la thermique, la puissance dissipée et le 
système de refroidissement sont forts. La courbe des pertes par commutation en fonction de la 
température (Fig. I-31) permet de constater une augmentation des pertes de 33% des pertes 
par commutation entre 25°C et 125°C pour un courant de 650A. Pour cela, nous avons 
développé une méthode de modélisation électro-thermo-fluidique pour étudier un onduleur à 
IGBT refroidi par air [Fer031] & [Fer032] & [Fer02]. Cette méthode est basée sur trois 
modèles couplés (Fig. I-32) : 
¾ Un modèle CFD (Computer Fluid Dynamic) pour caractériser les échanges thermiques 
au niveau du dissipateur et en déduire les conditions aux limites du modèle conductif, 
¾ Un modèle électro-thermique pour caractériser la puissance dissipée en fonction de la 
température, 
¾ Un modèle thermique qui permet de centraliser les résultats des deux autres modèles 
et de calculer la puissance dissipée par les puces et le champ de température. 
 
Fig. I-32 : Méthode de modélisation électro-thermo-fluidique mise en place pour l’IGBT (source [Fer02]) 
Cette méthode est générique. Elle s’appuie sur le logiciel REBECA-3D. Les autres modèles 
peuvent utiliser des méthodes ou des logiciels différents sans changer le modèle central. 
Par contre pour avoir des modèles fiables, les caractéristiques tant géométriques que 
physiques des éléments modélisés doivent être parfaitement connues. 
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I.4. Conclusion du chapitre 
L’objectif de ce premier chapitre était de présenter les composants d’électronique de 
puissance disponible pour commuter des puissances supérieures au MW ainsi que les 
méthodes de modélisation disponibles. 
Les principes de fonctionnement des deux familles de composants disponibles ont été décrits. 
La question du packaging de ces composants a été abordée afin de voir quels sont les 
différents boîtiers ainsi que les moyens de refroidissement disponibles. Le choix des 
composants impose souvent le boîtier. Pour les fortes puissances, seul l’IGBT est disponible 
en boîtier pressé et en module. Les composants bipolaires ne sont disponibles qu’en boîtier 
pressé. La suite de l’étude porte sur l’IGCT et son boîtier pressé. 
La modélisation thermique en électronique de puissance a été abordée dans la seconde partie. 
Malgré la forte influence de la température sur le fonctionnement des composants de 
puissance, peu d’études prennent en compte les couplages physiques entre la dissipation et le 
système de refroidissement. Les outils actuels sont basés sur des modèles résistifs ou des 
couplages 2D entre la thermique et l’électrique à l’échelle du semi-conducteur sans 
modélisation fine du système de refroidissement. Ce qui justifie la mise en place d’un modèle 
électro-thermo-fluidique de l’IGCT 4.5kV 4kA. 
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CHAPITRE II  
Modélisation thermique de l'IGCT 
Dans ce chapitre, la modélisation thermique de l’IGCT est présentée. Le modèle thermique de 
l’IGCT est basé sur une approche multi-physique. Le champs de température et de flux 
thermique est calculé en fonction du point de fonctionnement électrique du composant : 
tension bus busV , courant charge loadI , rapport cyclique α , fréquence de découpage decF  et 
des données du système de refroidissement : Température d’entrée de l’eau inT  et débit de 
l’eau dans le circuit Q . Les principaux phénomènes physiques rentrant en jeu dans la 
thermique de l’IGCT sont modélisés. La dépendance de la puissance dissipée avec la 
température du wafer et les paramètres électriques du circuit est prise en compte dans le 
modèle thermo-électrique. L’échange convectif au niveau des tuyaux des dissipateurs est pris 
en compte dans le modèle thermo-fluidique. La conduction de la chaleur dans le composant 
est modélisée en 3 dimensions. Le diagramme ci-dessous représente la méthode de 
modélisation mise en place et les couplages entre les différents modèles. 
 
Fig. II-1 : Méthode de modélisation utilisée 
Une analyse thermique permet de vérifier à partir des premiers résultats la cohérence des 
résultats ainsi que la validité de certaines hypothèses. Cette analyse permet aussi de choisir la 
place des capteurs de températures utilisés pour la validation du modèle. 
II.1. Modèle thermique conductif 
La modélisation de la conduction de la chaleur dans le composant et le dissipateur est 
effectuée avec le logiciel REBECA-3D. L’utilisation de REBECA-3D permet une 
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modélisation fine du composant malgré les forts facteurs d’échelle. REBECA-3D utilise les 
éléments de frontière pour résoudre les équations de la chaleur en 3 dimensions. Les éléments 
de frontière ne nécessitent qu’un maillage surfacique contrairement aux méthodes classiques 
(éléments finis ou différences finies). Le maillage surfacique permet de modéliser des 
éléments très fins (métallisations d’anode de 10µm d’épaisseur) dans un modèle de 
composant complet de 120mm de diamètre. Le rapport entre la plus petite dimension en la 
plus grande peut être supérieur à 106. 
La particularité de l’IGCT par rapport à l’IGBT couramment utilisé de nos jours est la forme 
de son boîtier. Le boîtier de l’IGCT est circulaire alors que les boîtiers actuels (modules) sont 
plus tôt de formes rectangulaires. L’interface graphique de REBECA-3D ne permet pas la 
modélisation d’objets circulaires. Cependant des formes plus complexes peuvent être 
modélisées en passant directement par les fichiers d’entrée du noyau de calcul (ANNEXE B). 
Le modèle thermique prend en compte la géométrie complète du composant et du dissipateur. 
Cependant les symétries géométriques et thermiques sont utilisées pour limiter la taille du 
modèle et le rendre plus facilement exploitable. De plus un certain nombre d’hypothèses sont 
prises afin de simplifier la modélisation des parties les plus fines du wafer comme les doigts 
de cathode. 
II.1.1. Système modélisé 
L’étude porte sur un IGCT monté entre deux dissipateurs (Fig. II-2). Le tout est maintenu par 
une bride pour assurer la mise en pression. Cette configuration est rarement utilisée dans les 
applications industrielles où la mise en série de composants dans la même bride est privilégiée 
(bras d’onduleur ou interrupteur haute tension). Isoler un IGCT avec ses dissipateurs permet 
de simplifier les mesures et la modélisation thermique. L’étude du couplage thermique entre 
des IGCT montés dans la même bride pourra être faite par la suite. 
 
Fig. II-2 : IGCT monté dans sa bride 
Le dissipateur a deux rôles dans le montage de l’IGCT. Le premier est d’évacuer les pertes 
thermiques du composant. Le second est d’assurer la liaison électrique du composant avec le 
circuit. Ces deux rôles imposent la forme et la constitution du dissipateur. 
Le dissipateur est constitué d’une pièce en aluminium de fonderie massive. Une « oreille » 
permet de connecter le dissipateur au circuit électrique. Pour assurer un bon contact thermique 
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La circulation de l’eau se fait dans un tuyau en inox de diamètre extérieur de 6mm. La vue au 
rayon X (Fig. II-4) permet de voir que le tuyau serpente sur les deux faces du dissipateur. 
 
Fig. II-3 : Vue en coupe du dissipateur 
épaisseur 40mm 
 
Fig. II-4 : Vue aux rayon X du dissipateur  
(source CNES) 
L’IGCT est constitué de deux parties distinctes : la carte de commande et la partie active 
appelée GCT (Gate Commutated Thyristor). La carte de commande permet de contrôler l’état 
du composant à partir de signaux venant des fibres optiques. La partie active de l’IGCT est 
constituée d’un boîtier pressé à faible inductance de câblage. 
 
Fig. II-5 : IGCT ouvert 
II.1.2. Réduction du modèle 
Les parties sans influence sur la thermique du composant ne sont pas modélisées. La bride de 
serrage est isolée thermiquement du composant par les dissipateurs. Il n’est donc pas 
nécessaire de la modéliser. Le refroidissement de l’IGCT se fait au moyen de deux 
dissipateurs à eau montés sur les deux faces du composant. Le flux thermique extrait au 
niveau de la carte de commande est donc négligeable devant le flux extrait par le circuit de 
refroidissement. La carte de commande n’est donc pas modélisée. 
Les symétries géométriques et thermiques sont utilisées pour réduire la taille du modèle. Le 
composant présente une symétrie géométrique tous les 30° (Fig. II-6). Cette symétrie entraîne 
une symétrie au niveau du flux thermique tous les 15°. Ces symétries ne sont utilisables que si 
Carte de commande 
Emplacement du wafer 
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les dissipations et les conditions aux limites présentent les mêmes symétries. La puissance 
dissipée est imposée par anneaux, ce qui ne pose pas de problème au niveau de la symétrie 
angulaire. Par contre la symétrie ou l’uniformité des conditions aux limites due au dissipateur 
doit être vérifiée expérimentalement (ANNEXE A) pour la répartition des tuyaux et 
numériquement pour l’augmentation de la température de l'eau (§ II.4.1). 
Si ces conditions sont vérifiées, le modèle présente un symétrie thermique tous les 15°. La 
découpe du modèle doit se faire sur les axes de symétrie du flux thermique. Pour cette raison 
le modèle est découpé selon la demi-droite qui a pour origine le centre du composant et qui 
passe par le milieu du plot de cathode et la demi-droite qui passe par le centre du composant 
et par le milieu du passage du doigt de gâchette. La découpe est faite sur les axes de symétrie 
du flux thermique. Le flux thermique normal au plan de coupe est donc nul. 
 
Fig. II-6 : Position des axes de symétrie sur la 
cathode  
Fig. II-7 : Modèle de la cathode réduit 
II.1.3. Propriétés des matériaux 
Le composant est constitué de différents matériaux. Les propriétés physiques des matériaux 
utiles pour la modélisation thermique sont la conductivité thermique pour le régime 
permanent à laquelle la chaleur massique et la densité doivent être ajoutées pour le régime 
transitoire. 
Les propriétés des matériaux sont réparties en deux classes : les matériaux bruts et les 
matériaux équivalents. 
II.1.3.1. Matériaux bruts 
Dans la classe des matériaux bruts sont inclus tous les matériaux dont les propriétés sont 
directement issues des bases de données matériaux [Goo] & [Mat]. Dans ces deux sous 
classes peuvent être extraites : les matériaux dont les propriétés thermiques ne dépendent que 
peu de la température et les matériaux dont les propriétés thermique dépendent fortement de 
la température. 
Dans l’IGCT, seule la conductivité du silicium est fortement liée à la température. De plus, les 
zones de dissipation sont dans le silicium, ce qui augmente l’influence de cette conductivité. 
La variation de la conductivité du silicium en fonction de la température suit la loi 
Plot de cathode
Doigts de gâchette 
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généralement utilisée (Tab. II-1). Cette loi dépend normalement du dopage du silicium. La 
dépendance de la conductivité avec le dopage n’est pas prise en compte dans ce modèle. Pour 
prendre en compte cette dépendance, le profil de dopage du wafer doit être modélisé, ce qui 
complexifie la modélisation. La loi est centrée sur 373°K soit 100°C, afin de faciliter la 
convergence des calculs. 
Pour toutes les propriétés thermiques indépendantes de la température, les valeurs disponibles 
dans les bases de données sont utilisées. Ces valeurs utilisées sont données dans le tableau ci-
dessous. 
Toutes les cavités du boîtier de l’IGCT sont normalement remplies d’azote. Pour nos essais 
expérimentaux, le composant n’est pas scellé. Les cavités sont donc remplies d’air. La 
différence entre l’air et l’azote a un impact négligeable au niveau de la thermique du 
composant. La taille de ces cavités étant réduite, la convection est négligée, l’air est donc 
modélisé comme un matériau purement conductif. 
Référence Conductivité  W.m-1.°C-1 




Of-Cu (Cuivre pur) 389 385 8900 
Silicone 0.2 500 1500 
R4 (isolant) 0.33 1000 1750 
CuNi9Sn2-Fl(cuivre) 55 385 8890 
Molybdene 138 255 10220 
Aluminium pur 210 900 2700 









 765 2330 
Air 0.03 1000 800 
AISI 303 (acier) 16.2 500 8000 
Aluminium 
dissipateur 100 960 2800 
 
Tab. II-1 : Propriété thermique des matériaux bruts 
II.1.3.2. Matériaux équivalents 
Des matériaux équivalents sont utilisés pour simplifier des parties du modèle qui ne 
présentent pas d’intérêt à être modélisé géométriquement où bien qui ne sont pas 
géométriquement modélisables. La partie ainsi simplifiée est remplacée par un domaine dont 
les propriétés thermiques sont calculées analytiquement en fonction des propriétés thermiques 
des matériaux bruts et de la géométrie. 
Cette méthode est utilisée pour modéliser les doigts de cathode et le ressort de maintien du 
contact de gâchette. 
II.1.3.2.1. Doigts de cathode 
Malgré la limitation du modèle à 15°, la modélisation géométrique des doigts de cathode (Fig. 
II-8 & Fig. II-9) est impossible : sur 15°, 114 îlots devraient être modélisés, ce qui 
augmenterait le temps de calcul et rendrait le modèle inexploitable. La modélisation de tous 
les doigts de cathode permettait de prendre en compte le phénomène de constriction des lignes 
de flux au niveau des doigts de cathode. La simplification se fait en regroupant les doigts par 
anneaux, chaque anneau est remplacé par un domaine équivalent. 
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Fig. II-8 : Doigts de cathode (source ABB) 
 
Fig. II-9 : Vue en coupe d’un doigt 
(échelle non respectée) 
Les îlots de cathodes sont en grande partie constitués de silicium dont la conductivité dépend 
fortement de la température. De plus, la forme des îlots de gâchette entraîne une anisotropie 
de la conductivité équivalente. La forme des îlots oriente la conductivité radialement (sens des 
îlots Fig. II-8) et verticalement (contact entre la métallisation des doigts et le disque 
molybdène Fig. II-9). Cependant la constitution du composant et de son système de 
refroidissement font que le flux thermique est principalement vertical. Les conductivités dans 
le plan ont donc peu d’influence. Pour ces raisons, la conductivité équivalente est prise 
isotrope et fonction de la température. La loi de variation des conductivités équivalentes est 









0 .λλ  Eq. II-1 
Anneau Nombre de doigts T0 (K) n λeq0 (W.m-1.°C-1) 
1 50 43.1 
2 100 52.9 
3 144 53.6 
4 180 54.2 
5 225 46.3 
6 300 50.2 
7 360 59.2 
8 400 59.7 
9 450 61.5 




Tab. II-2 : Paramètres de la fonction de conductivité 
Le calcul est développé dans en annexe (ANNEXE D). Les paramètres de la fonction de 
conduction équivalente pour chaque anneau sont donnés ci-dessous. L’anneau 1 est l’anneau 
central et l’anneau 11 est l’anneau extérieur. La variation de la conductivité thermique de 
chaque anneau est liée à la densité des doigts de cathode pour chaque anneau. 
Comme pour la conductivité équivalente, la chaleur massique équivalente et la densité 
équivalente sont calculées en fonction de la géométrie des doigts de cathode. Le calcul est 
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Anneau Cp (J.°C-1.kg-1) ρ (kg.m-3) 
1 882 1.37 
2 880 1.47 
3 879 1.47 
4 879 1.48 
5 881 1.40 
6 880 1.44 
7 878 1.53 
8 878 1.53 
9 878 1.55 
10 877 1.59 
11 878 1.52 
Tab. II-3 : Densité et chaleur massique équivalente 
II.1.3.2.2. Ressort 
Le ressort qui assure le contact entre les doigts et l’anneau molybdène de gâchette est 
géométriquement complexe (Fig. II-10). Ce ressort est placé dans une pièce qui joue le rôle 
d’isolant électrique et thermique (résine R4). Pour ces deux raisons la géométrie du ressort 






















 Eq. II-2 
 
 
Fig. II-10 : Géométrie du ressort du ressort 
II.1.4. Zones de dissipations 
Les zones de dissipation d’un IGCT sont situées sous chaque doigt de cathode au niveau de la 
couche de contrôle (100µm sous les doigts de cathode). L’IGCT modélisé (4.5kV, 3kA) 
comporte 2769 doigts dont 2449 doigts actifs, ce qui fait un trop grand nombre de zones de 
dissipations à modéliser. Les doigts de cathode inactif électriquement sont utilisés pour 
assurer un contrôle thermique locale du wafer. Remplacer toutes ces zones de dissipation par 
une zone de dissipation unique ne permettrait pas de prendre en compte la non uniformité de 
la dissipation due à la non uniformité de température. De plus, au niveau du deuxième anneau 
externe, seul un doigt sur deux est électriquement actif et donc dissipe, ce qui entraîne une 
non uniformité de la puissance volumique au niveau de cet anneau. 
La zone de dissipation est donc découpée en anneaux. Une zone de dissipation est associée à 
chaque anneau de gâchette électriquement actif. Tous les anneaux sauf l’extérieur sont actifs. 
Ce découpage a déjà été utilisé par S. Schöder [Sch00] & [Sch01] pour modéliser 
électriquement un GTO press-pack en prenant en compte la non uniformité de la puissance 
ainsi que le gradient de température au niveau du wafer. 
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II.1.5. Contact 
Les principales pièces du boîtier de l’IGCT sont montées flottantes. Le contact électrique et 
thermique se fait lors de la mise en pression. Les pièces n’étant ni embouties les unes dans les 
autres ni soudées, le contact thermique ne peut pas être considéré comme parfait. 
Des mesures de résistances d’interfaces faites par ABB semi-conducteurs permettent d’avoir 
la résistance thermique en fonction de la pression (Tab. II-4) pour les interfaces de ce type de 
boîtier. 
 Rth ABB (K.kN.kW-1) 
Cuivre - Molybdène 64 
Molybdène - wafer 44 
Tab. II-4 : Résistances d’interface (source ABB) 
La résistance n’est pas fonction de la surface de contact car elle est donnée en fonction de la 
force de mise en pression du composant. Si la résistance est exprimée en fonction de la 
pression, la surface entre bien dans l’expression de la résistance de contact. Comme les 
résistances de contacts sont fonction d’une pression et non d’une force l’unité utilisée est donc 
cohérente. Les valeurs de la résistance thermique doivent être exprimées en K.mm2.W-1 pour 






.=  Eq. II-3 
Pour l’interface entre le composant et le dissipateur, la résistance thermique est comprise 
entre 4 K.mm².W-1 (estimation ABB) et 34 K.mm².W-1 (documentation constructeur). La 
valeur de la résistance de contact fournie par les documents constructeur est une valeur 
maximisée qui prend en compte les différents montages possibles ainsi qu’un coefficient de 
sécurité. Ces paramètres sont très sensibles, l’étape de validation du modèle permettra de 
recaler ces différents paramètres. 
II.1.6. Conditions aux limites 
Une condition aux limites de type flux nul est imposée sur les plans de coupe issus de la 
réduction du modèle à 15° (Fig. II-11). Pour toutes les autres frontières du modèle, des 
conditions aux limites de type convection sont imposées. 
Le transfert thermique vers l’eau au niveau des tuyaux du dissipateur est modélisé par une 
condition aux limites de type convection. Pour chaque portion de tuyau, un coefficient de 
convection est calculé en fonction des caractéristiques du tuyau et de l’eau ainsi que du débit 
pour chaque tuyau. La température de référence est calculée pour chaque tuyau en fonction 
des caractéristiques de l’eau, du débit, du sens de circulation, de la température d’entrée ainsi 
que la puissance absorbée en amont. Le calcul de ces deux paramètres nécessite un couplage 
fort entre la thermique et la mécanique des fluides. Pour cette raison, le calcul est fait avec un 
modèle thermo-fluidique couplé au modèle thermique. La description de ce modèle est faite 
dans le paragraphe II.3. 
Pour toutes les autres frontières, une condition aux limites de type convection naturelle est 
imposée. Les paramètres de la convection naturelle sont un coefficient de convection de 
5W.m-2.°C-1 et une température de référence de 20°C. Cette condition aux limites a peu 
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d’influence sur la température à l’intérieur du boîtier vu que le flux thermique est extrait par 
les dissipateurs. 
 
Fig. II-11 : Conditions aux limites 
II.1.7. Maillage et discrétisation 
Le maillage du modèle ce décompose en deux parties. La première partie est un maillage 
surfacique qui résulte de l’utilisation de la méthode des éléments de frontières en régime 
permanent. La seconde est un maillage interne qui résulte de l’utilisation des éléments de 
frontières couplé à la méthode des différences finies en régime transitoire. La méthode des 
différences finies est utilisée pour modéliser le transport et le stockage de l’énergie. 
La discrétisation angulaire des cylindres doit aussi être choisie judicieusement afin de 
respecter la géométrie du composant ainsi que simplifier sa modélisation. La discrétisation 
temporelle utilisée pour les calculs en régimes transitoire doit aussi être choisie en fonction 
des caractéristiques physique du composant. 
Les méthodes de calcul des erreurs sont définies en annexe (ANNEXE G). 
II.1.7.1. Discrétisation angulaire 
La discrétisation des cylindres doit être la même pour tous les domaines. Elle ne peut pas être 
facilement modifiée. Pour cela son choix doit se faire judicieusement afin de pouvoir insérer 
facilement les parties non circulaires dans le modèle (doigts de gâchette) tout en limitant la 
taille du modèle. L’IGCT a 12 doigts de gâchette qui font la liaison entre le contact extérieur 
de gâchette et l’anneau en contact avec le wafer. Pour cette raison, le nombre de facettes doit 
être un multiple de 12. Le nombre de facette doit être supérieur à 25 afin de respecter les 
surfaces et les périmètres (ANNEXE C). Pour ces raisons, c’est le multiple de 12 le plus 
proche de 25 qui a été retenu afin de limiter la taille du modèle. Le cercle complet est donc 
discrétisé en 36 portions, ce qui fait 1.5 portions pour les 15° modélisés. 
Tuyaux dissipateur anode 
Tuyaux dissipateur cathode Plan de coupe 
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II.1.7.2. Surfacique 
REBECA-3D utilise les éléments de frontière pour résoudre les équations de la chaleur. Pour 
cette raison, le maillage se fait uniquement sur les surfaces pour les calculs en régime 
permanent. Le maillage est fait en fonction des gradients de température et des flux 
thermiques. Les facettes proches des zones de dissipation (wafer) ont été fortement maillées 
afin d’avoir le plus de précision possible pour le calcul du champs de température au niveau 
des domaines présentant les température maximales. Les températures au niveau des zones de 
dissipation sont importantes. Elles sont utilisées pour le calcul des puissances dissipées dans 
chaque anneau. Le maillage est relâché progressivement au niveau des disques de molybdène 
et des masselottes de contact en cuivre. Un maillage fin au niveau des disques et des 
masselottes n’est pas nécessaire vu leurs dimensions. De plus, les gradients de températures 
diminuent sur les plans horizontaux en s’éloignant du wafer. Seul un maillage vertical plus fin 
est nécessaire afin de prendre en compte le gradient vertical. Les parties externes du boîtier 
(céramique) sont très faiblement maillées. Le flux thermique et les gradients de température 
sont très faibles à ce niveau. La céramique n’a pas de rôle sur le plan thermique. Elle sert 
d’isolateur électrique. Les facettes délimitant deux domaines de faible conductivité (air et 
silicone) sont maillés plus finement au niveau du périmètre : deux mailles au lieu d’une afin 
de minimiser les erreurs de calcul dues à la faible valeur du flux qui passe au niveau de cette 
interface. Cette méthode permet d’obtenir une première version du maillage, ce maillage 
comporte 3396 mailles pour le composant, 548 mailles pour chaque dissipateur soit un total 
de 4492 mailles. 
Afin de vérifier si le maillage n’entraîne pas d’erreur de calcul, une étude de sensibilité sur le 
maillage a été faite. Le nombre de maille a été multiplié par un facteur n allant de 0.7 à 3 tout 
en gardant la répartition et la forme des mailles. Cette étude de sensibilité a pour but de 
montrer l’influence du maillage sur le calcul et le cas échéant de modifier celui-ci. Pour cela, 
les variations de la température maximale en fonction du facteur multiplicatif est représentée 
(Fig. II-12). 
Les profils angulaires de température pour différents coefficients de maillage permettent de 
dissocier trois groupes de profils. Le premier pour n<1.5, le maillage angulaire est identique à 
celui d’origine et le profil présente un brusque changement de température. Le second groupe 
de profil pour 1.5≤n<2.5, le maillage angulaire est multiplié par 2, ce qui permet d’affiner le 
gradient de température par rapport au premier groupe de profils. Enfin le dernier groupe de 
profil pour 2.5≤n<3.4, le maillage angulaire est multiplié par trois par rapport au premier 
groupe. Le gain au niveau de la forme du profil est minime entre les groupes 2 et 3 vu 
l’augmentation de la taille du modèle. Les sauts de température (Fig. II-12) sont dus aux 
variations du maillage angulaire. 
Le maillage après multiplication par un coefficient 1.5 présente le meilleur compromis entre 
précision et taille du modèle. En effet, le maillage angulaire est plus fin, ce qui permet de 
mieux prendre en compte le gradient de température dû aux doigts de gâchette (Fig. II-13). 
Un maillage encore plus fin entraîne une trop grosse augmentation du modèle : 12928 mailles 
pour n=1.5, contre 30226 pour n=2.5, ce qui rend les temps de calcul trop important. Le temps 
de calcul est d’une vingtaine de minutes sur un PC de bureau de dernière génération pour un 
coefficient de 1.5. 















Fig. II-12 : Variations moyennes de la température 





























Fig. II-13 : Profil de température du wafer au 
niveau des traversées de gâchette pour différents 























Fig. II-14 : Taille du maillage en fonction du coefficient multiplicatif 
b. Wafer 
 
a. Assemblage  
 
c. Masselotte cathode 
Fig. II-15 : Maillage surfacique après raffinement 
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II.1.7.3. Interne 
Le maillage interne sert à prendre en compte les transferts d’énergie en régime transitoire. Le 
noyau de calcul de REBECA-3D ne permet qu’un maillage cuboïdal. Cette limitation actuelle 
est due au fait que les composants électroniques généralement modélisés avec REBECA-3D 
ne présentent pas de géométrie complexe cylindrique. Un maillage de forme cuboïdal ne 
permet pas un maillage correct d’une forme triangulaire très affinée comme le modèle de 
l’IGCT. Pour cette raison, le centre du modèle est découpé afin de permettre un maillage plus 
fin au centre. 
Comme pour le maillage surfacique, le maillage commence par le choix d’un maillage 
original et ensuite une étude de sensibilité est réalisée afin d’optimiser le temps de calcul et 
les résultats. Le maillage original est choisi en fonction de la conductivité des différents 
matériaux, plus fin pour des matériaux faiblement conductifs (air, matière plastiques…). La 
complexité géométrique du domaine rentre aussi en compte dans le maillage. Un domaine 
complexe est plus fortement maillé afin de prendre en compte toutes les aspérités 
géométriques. Le maillage original ainsi obtenu fait 24846 mailles internes. 
L’étude de sensibilité sur le maillage est faite en multipliant la taille de toutes les mailles par 
un coefficient compris entre 0.85 et 10. Le pas de temps de calcul est constant pour toute 
l’étude et égal à 0.25s. L’influence du paramètre de maillage est étudiée sur l’erreur en régime 
permanent sur la puissance dissipée, la température des zones de dissipation et sur la 
dynamique de montée. 
Les courbes d’erreur en régime permanent (Fig. II-16) permettent de montrer que le maillage 
interne n’a aucune influence sur le régime permanent. Les valeurs atteintes au niveau de la 
puissance dissipée et de la température sont les mêmes entre les simulations en régime 
permanent et celles en régimes transitoires. 
Pour comparer les différents maillages, la réponse thermique a un échelon de puissance est 
utilisée pour comparer les différents maillages. La comparaison des temps de passage (Fig. 
II-17) à différents niveaux du régime permanent sur un échelon positif de puissance permet de 
voir que l’influence du coefficient de maillage est faible autour du maillage original. L’erreur 
reste inférieure à 5% pour des coefficients compris entre 0.8 et 1.5. Par contre pour des 
valeurs supérieures à 2, l’erreur devient très vite importante. Les courbes de temps de passage 
à différents niveaux du régime permanent permettent de voir que pour des valeurs du 
coefficient de maillage compris entre 0.8 et 1.5, il n’y a pas de points singuliers. 
 A la vue des résultats de l’étude de sensibilité, un coefficient de maillage supérieur à 1 peut 
être appliqué au modèle afin de réduire les temps de calcul. Un coefficient multiplicatif de 1.5 
permet de réduire la taille du modèle à 13201 mailles (Fig. II-18) sans avoir une grosse 
influence sur les résultats. La différence entre le cas de référence (k=1) et le maillage retenu 
est de 5% soit 0.7s. 































b. Puissance dissipée 

























































d. 70% du régime permanent 
Fig. II-17 : Erreur moyenne sur la dynamique de monté pour différents niveaux du régime permanent 


















Fig. II-18 : Influence du coefficient de maillage sur le nombre de mailles internes 
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II.1.7.4. Discrétisation temporelle 
La discrétisation temporelle est importante en régime transitoire. En effet REBECA-3D utilise 
une méthode de calcul à pas constant. Un pas de calcul important permet de raccourcir le 
temps de calcul mais entraîne une perte d’informations. Un pas de calcul petit permet d’avoir 
des informations sur les dynamiques rapides du système modélisé mais entraîne des temps de 
calcul très importants. Dans le cas de l’IGCT, le pas de temps de calcul dépend des constantes 
de temps thermiques mais aussi du type de profil de fonctionnement simulé. Pour un profil 
présentant des variations rapides, le pas de calcul devra être réduit afin de prendre en compte 
les variations de puissance au niveau du modèle électrothermique. 
Le pas de temps maximal est déterminé pour la réponse à un échelon de puissance positif, la 
puissance ne dépendant pas de la température. Le choix du pas de temps se fait en comparant 
les courbes de montée de température pour différents points de mesure (Fig. II-19). Les 
différentes courbes permettent de voir que le pas de temps de calcul doit être au maximum 
égal à 0.25s pour prendre en compte les plus petites constantes de temps. Un pas de temps de 










































Zoom sur le début de la montée 











































Zoom sur le début de la montée 
b : Température de surface d’anode 
Fig. II-19 : Courbes de montée en température 
II.2. Modèle électro-thermique 
Le modèle électro-thermique de l’IGCT se limite à un modèle comportemental analytique. Ce 
modèle permet d’exprimer la puissance moyenne dissipée par le composant sur une période 
de découpage en fonction des paramètres du circuit et du point de fonctionnement électrique : 
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température de jonction, courant dans la charge, tension de bus, rapport cyclique, fréquence 
de découpage, inductance parasite de maille du circuit. 
Le modèle présenté permet de calculer les pertes pour une commande de type modulation de 
largueur d’impulsion. Les pertes sont moyennées à l’échelle de la période de commutation. 
Les ondulations de courant sont négligées durant la phase de conduction. Tous les paramètres 
peuvent varier, le modèle est utilisé en régime permanent et transitoire. Pour étudier des 
convertisseurs utilisant d’autre type de commande (pleine onde, MLI angle calculé…) la 
méthode mise en place peut être modifiée pour prendre en compte les variations du courant 
durant la phase de conduction. 
Les valeurs numériques et les courbes présentées sont valables pour les IGCT 5SHY35L4510 
(4kA 4.5kV) [IGCT] fonctionnant avec la diode 5SDF16H4503 (1.6kA 4.5kV)[Diode]. Ces 
IGCTs sont optimisés pour les moyennes fréquences et pour une grande plage de température 
de fonctionnement. 
Les pertes par conduction et par commutation sont traitées séparément sous forme analytique. 
Les expressions sont ensuite utilisées pour générer des fichiers comportementaux sous forme 
de tables. Ces fichiers sont utilisés comme entrée au niveau du modèle thermique. Ils sont 
utilisés pour calculer la puissance dissipée. 
II.2.1. Conduction 
Les pertes par conduction sont calculées à partir de la caractéristique statique du composant 
issues des données constructeur [ABB] (Fig. II-20). Plusieurs méthodes de modélisation des 
pertes par conduction sont comparées. Le premier modèle est basé sur l’identification d’un 
modèle électrique simple du composant en conduction. Le second modèle est basé sur une 

















Fig. II-20 : Caractéristique statique en fonction de la température (source ABB) 
II.2.1.1. Modèle circuit 
Pour calculer les pertes par conduction, un modèle simplifié de l’IGCT en conduction est 
utilisé. L’IGCT en conduction peut être représenté par une tension de seuil équivalente à la 
tension de diffusion de l’anode et la tension de diffusion de cathode mise en série avec une 
résistance représentant la résistance équivalente à la région de tenue en tension (Fig. II-21). 
La source de tension représente la chute de tension statique du composant et la résistance 
représente la résistance statique. Cette représentation entraîne une simplification de la 
caractéristique courant tension (Fig. II-20). 
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Fig. II-21 : Schémas équivalent de l’IGCT en 
conduction  
Fig. II-22 : Caractéristique courant tension simplifiée 
La chute de tension à l’état passant s’exprime en fonction du courant, de la résistance statique 
et de la tension de seuil. 
taonak VIRV += .  Eq. II-4 
Les valeurs de la tension de seuil et de la résistance statique dépendent de la température. 
L’influence de la température est supposée linéaire pour ces deux paramètres. 
( )( )00 .1).()( TTkTVTV jVtjt t −+=  Eq. II-5 
( )( )00 .1).()( TTkTRTR jRonjon on −+=  Eq. II-6 
La puissance dissipée est fonction du courant d’anode et de la chute de tension anode cathode. 
aakcond IVP .=  Eq. II-7 
La puissance dissipée peut donc s’écrire sous la forme suivante. 
( )( ) ( )( )00002 .1).(..1).(. TTkTVITTkTRIP jVtajRonacond ton −++−+=  Eq. II-8 
Pour identifier les différents paramètres de l’expression de la puissance, les résistances et les 
chutes de tension pour 125°C et 25°C sont extraites de la caractéristique statique par 
régression linéaire. De ces valeurs, les coefficients de température sont déduits. Les valeurs à 
25°C sont prises comme référence. 
Température (°C) 25 125 Coef. Température 
Chute de tension (V) 1.49 1.21 -1.86 10-3 
Résistance (mΩ) 0.277 0.388 4.01 10-3 
Tab. II-5 : Résistances et chutes de tension en fonction de la température 
II.2.1.2. Modèle statistique 
Le modèle statistique est extrait à partir de la caractéristique des pertes par conduction en 
fonction de la température et du courant. Les pertes par conductions (Fig. II-23) sont obtenues 
en multipliant le courant par la tension. 
aajakcond IITVP ).,(=  Eq. II-9 



















Fig. II-23 : Pertes par conduction en fonction de la température 
La courbe des pertes par conduction est utilisée pour choisir l’expression analytique qui décrit 
l’évolution des pertes par conduction en fonction du courant dans la charge. Un polynôme du 
troisième ordre a été retenu. 
condacondacondacondcond dIcIbIaP +++= ... 23  Eq. II-10 
La régression polynomiale par la méthode des moindres carrés permet d’obtenir les 
coefficients de l’expression des pertes par conductions (Tab. II-6). Les coefficients sont 
calculés pour les deux caractéristiques disponibles (125°C et 25°C). La puissance dissipée est 
nulle lorsque le courant est nul : le paramètre condd  est donc forcé à zéro. 
 C°125  C°25 C 
conda  81035.3125
−−=conda  81063.225 −−=conda  
condb  41031.5125
−=condb  41095.325 −−=condb  
condc  11.1125 =condc  39.125 =condc  
condd  0125 =condd  025 =condd  
Tab. II-6 : Coefficients de la fonction pertes par conduction pour 125°C et 25°C 
Les coefficients de détermination sont très proche de l’unité ( 999.0
1252
=r et 
999.022 =r ), ce qui permet de conclure sur la bonne corrélation entre les expressions 
analytique et les pertes par conduction réelles. 
L’influence de la température sur chaque paramètre de l’expression est supposée linéaire, vu 
que seulement deux points (125°C et 25°C) sont disponibles. Le paramètre température ayant 
peu d’influence sur les pertes par conduction, cette hypothèse peut être prise. 
( )( ) ( )( ) ( )( )refjtcondarefjtcondarefjtcondacond TTccITTbbITTaaIP −++−++−+= 11.1. 23 Eq. II-11 
La température de référence est 125°C. L’ensemble des paramètres est donné dans le tableau 
ci-dessous. 
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CTref °=125  
81035.3 −−=conda  31016.2 −=ta  
41031.5 −=condb  31056.2 −=tb  
11.1=condc  3105.225 −−=condc  
Tab. II-7 : Coefficients de la fonction pertes par conduction pour 
II.2.1.3. Conclusion 
Le choix entre les deux modèles présentés ci-dessus est fait en comparant les résultats de 
chaque modèle avec la caractéristique des pertes par conductions (Fig. II-24). Les courbes 
issues des modèles et des données d’entrées sont quasiment superposées. Pour voir la 
différence entre les deux modèles, les courbes d’erreur par rapport aux données d’entrée (Fig. 
II-25) sont nécessaires. Le modèle circuit permet d’avoir une erreur plus faible que le modèle 
circuit. L’erreur moyenne sur la puissance est de 0.4% pour le modèle circuit contre 4.1% 
pour le modèle analytique, l’erreur maximale sur la puissance est de 6.6% pour le modèle 


































































Fig. II-25 : Erreur relative des modèles de pertes en conduction 
Vu les résultats obtenus, le modèle circuit est préféré au modèle circuit pour calculer les 
pertes par conductions instantanées. Les pertes par conductions intégrées sur une période de 
commutation sont obtenues en faisant la moyenne des pertes par conduction instantanée sur 
une période de commutation. 














== ∫  Eq. II-12 
II.2.1.4. Commutation 
Les pertes par commutation sont calculées à partir des énergies de commutation. Les énergies 
au blocage et à l’amorçage sont calculées séparément. Les pertes par commutation sont 




P += 1  Eq. II-13 
 
Fig. II-26 : Hacheur à IGCT avec les inductances 
II.2.1.5. Energie au blocage 
La fonction de l’énergie au blocage est déterminée à partir de mesures mono-coup faites par 
ABB (ANNEXE E). Ces mesures sont faites sous une tension de 2000V, un courant de 3000A 
avec une inductance de clamp de 1.5µH et pour différentes valeurs de la température et de 




















Fig. II-27 : Energie au blocage pour différentes valeurs de l’inductance de maille ( )kAIkVV loadbus 0.30.2 ==  
Les six points ainsi obtenus sont utilisés pour calculer les paramètres de la fonction d’énergie 
au blocage pour le point de fonctionnement nominal. L’influence de la température et de 
l’inductance de maille sont supposés du second ordre. La fonction de l’énergie au blocage a 
donc la forme suivante. 
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comjcommcomjcommcomoff eTdLcTbLaE nom ++++= .... 22  Eq. II-14 
La régression linéaire avec la méthode des moindres carrés permet d’obtenir les paramètres de 
la fonction d’énergie au blocage (Tab. II-8). 
Le coefficient de détermination est très proche de l’unité ( 9906.02 =r ). De plus, l’erreur 
maximale est de 4.1% avec une erreur moyenne de 1.6%. Ces deux points permettent de 
montrer la bonne corrélation entre l’expression analytique et les mesures. 
1210327.0=coma  
310125.0 −=comb  
61033.2=comc  
3101.17 −=comb  
47.5=come  
























Fig. II-28 : Comparaison entre les données et le modèle 
L’expression ainsi obtenue se limite au point de fonctionnement électrique des essais mono-
coups. Pour les autres points de fonctionnement, l’influence du courant et de la tension sur 
l’énergie au blocage doit être pris en compte. La courbe de l’énergie au blocage d’un IGCT 
5SHY35L4510 en fonction du courant pour un point de fonctionnement donné (Fig. II-29) 
permet de voir que le courant a une influence linéaire. La courbe de l’énergie en fonction de 
la tension de bus d’un IGCT 5SGX0845F001 (4500V, 650A) (Fig. II-30) permet de voir que 
pour un IGCT l’influence de la tension sur l’énergie au blocage peut être considéré linéaire. 



















IEE ..  Eq. II-15 
 

















Fig. II-30 : Influence de la tension sur l’énergie au 
blocage (Iload=650A) [Ber99] 
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II.2.1.6. Energie à l’amorçage 
L’énergie à l’amorçage est faible devant l’énergie au blocage (moins de 10%), ce qui rend les 
mesures de l’énergie à l’amorçage difficile. Pour ces raisons, l’énergie à l’amorçage est prise 
à partir les documents constructeur. Pour une tension de bus de 2800V, un courant de charge 
de 3300V et une température de jonction de 125°C, l’énergie à l’amorçage est de 1.5J. 
Ne disposant pas d’information sur les variations de l’énergie dissipée à l’amorçage en 
fonction de la température et vu qu’elle est faible face à l’énergie au blocage, l’influence de la 
température est négligée. L’influence de la tension et du courant sur l’énergie d’amorçage est 


















IEE ..  Eq. II-16 
II.2.2. Pertes totales 
Les pertes totales de l’IGCT sont la somme des pertes par conduction et par commutation. 
condcom PPP +=  Eq. II-17 
Cette relation permet d’avoir les pertes totales du composant en fonction des paramètres du 
circuit ainsi que le point de fonctionnement électrique. Afin de prendre en compte les 
variations de la température du wafer lors du calcul de la puissance dissipée, la zone de 
dissipation de l’IGCT est découpée en 10 zones de dissipation indépendantes. Ces zones 
correspondent aux différents anneaux. Un modèle de perte doit être affecté à chaque zone de 
dissipation. Pour faire ces sous-modèles, chaque doigt de gâchette est supposé fonctionner 
comme un IGCT élémentaire (doigts). Ainsi la puissance dissipée par un doigt dépend de la 
puissance totale et du nombre de doigts actifs dans le composant. 
doigt
doigt n
PP =  Eq. II-18 
La différence entre le nombre de doigts total et le nombre de doigts actifs doit être effectué. 
En effet, une partie des doigts des deux anneaux extérieurs ne sont pas électriquement actif, 
afin de limiter le flux thermique au niveau du bord du wafer. 
Pour obtenir la puissance dissipée par un anneau, la puissance dissipée par un IGCT 
élémentaire est multipliée par le nombre de doigts actifs dans l’anneau en question. 
anneaudoigtsdoigtanneau
nPP .=  Eq. II-19 
Les expressions analytiques démontrées ci-dessus sont utilisées pour générer des tableaux 
comportementaux pour chaque zone de dissipation. Les tableaux donnent les variations de la 
puissance dissipée dans un anneau donné en fonction : de la tension du bus continu, du 
courant dans la charge, du rapport cyclique de découpage, de la fréquence de découpage, de la 
température de jonction locale et de l’inductance parasite de maille . Ce tableau est utilisé par 
REBECA-3D pour calculer la puissance dissipée par chaque anneau en fonction des 
paramètres du circuit, de la température moyenne de chaque anneau et du point de 
fonctionnement électrique. Le point de fonctionnement électrique ainsi que les paramètres du 
circuit sont des entrées du modèle et sont donnés dans un tableau décrivant les variations des 
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ces paramètres en fonction du temps. Un exemple de ces deux fichiers est donné en annexe 
(ANNEXE F). 
II.3. Modèle thermo-fluidique 
Le refroidissement de l’IGCT est fait par deux plaques à eau (une par face). Les dissipateurs 
sont constitués d’un serpentin en inox pris dans un bloc d’aluminium massif. La température 
d’entrée de l’eau ainsi que le débit peuvent varier selon les applications. 
Le modèle thermo-fluidique du dissipateur permet de caractériser l’échange thermique au 
niveau des tuyaux du dissipateur. L’échange thermique entre l’eau et le dissipateur est 
modélisé au moyen de conditions aux limites de type convection dans le modèle thermique 
conductif. La température de référence ainsi que le coefficient de convection sont calculés en 
fonction des dimensions des tuyaux, des caractéristiques physique de l’eau, de la puissance 
dissipée et de la température d’entrée de l’eau. 
Le calcul de la température de référence et du coefficient de convection sont faits séparément. 
II.3.1. Température de référence 
Pour le transfert thermique par convection au niveau des tuyaux, la température de l’eau est 
prise comme température de référence pour la convection. La température de l’eau dans le 
dissipateur augmente au cours de son cheminement dans le dissipateur. La variation de la 
température est fonction du débit de l’eau, de la chaleur massique de l’eau et du flux 
thermique absorbée. 
TCpm Δ= ..&φ  Eq. II-20 
La température de l’eau est supposée constante pour chaque portion de tuyau. La température 
de l’eau d’une portion de tuyau est calculée en fonction de la température d’entrée, du débit 









1 φ&  Eq. II-21 
Ce calcul est intégré dans le noyau de calcul de REBECA-3D. 
II.3.2. Coefficients de convection 
Les coefficients de convection au niveau des tuyaux du dissipateur dépendent du débit d’eau 
et du rayon de courbure de chacun des tuyaux. Les coefficients de convection sont calculés à 
partir des corrélations analytiques spécifiques aux tubes cintrés [VDI93]. Ces corrélations 
sont choisies en fonction du régime de l’écoulement. Tous ces calculs sont faits en prenant 
pour hypothèse que le régime de l’écoulement dans la conduite est établi. 
Le calcul se fait en fonction des nombres adimensionnels que sont le nombre de Reynolds 
pour caractériser l’écoulement, le nombre de Nusselt pour caractériser l’échange thermique et 




dV  Eq. II-22 




dhNu  Eq. II-23 
res températudeson Distributi
 vitessesdeson Distributi.Pr == λ
μ Cp  Eq. II-24 
Le calcul du coefficient de convection prend en compte les variations des propriétés 
physiques de l’eau avec la température. 
II.3.2.1. Propriétés physiques de l’eau 
Les propriétés physiques de l’eau intervenant dans le calcul des coefficients de convection 
varient avec la température. Les courbes de variation des propriétés physiques de l’eau sont 










































































Fig. II-34 : Viscosité dynamique de l’eau en fonction 
de la température 
Pour faciliter l’exploitation des ces courbes, une expression polynomiale a été extraite par la 
méthode des moindres carrés pour chacune des propriétés physiques citées ci-dessus. 
9995.04.10000733.00035.0 2
2 =+−−= rTTρ  Eq. II-25 
9989.05565.00021.0109 2
26 =+−×= − rTTλ  Eq. II-26 
142203108.20007.00017.0103101 2
234557 =+−−+×−×= −− rTTTTTCp Eq. II-27 
9998.00018.0106101109103 2
52639411 =+×−×+×−×= −−−− rTTTTμ  Eq. II-28 
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II.3.2.2. Corrélation 
La corrélation utilisée permet de calculer le coefficient de convection dans un tuyau spiralé 
(Fig. II-35). Dans le cas étudié, la spirale est à plat (H=0) et la réduction du modèle à une 
portion de 15° permet d’utiliser la corrélation pour chacune des sept courbures de tuyau. 
 
Fig. II-35 : Tuyau spiralé (source [VDI93]) 
La courbure du tuyau entraîne une augmentation du nombre de Reynolds critique (passage du 











crit  Eq. II-29 





























⎛++=  Eq. II-30 


































 Eq. II-31 
En régime intermédiaire ( 4102.2ReRe ×<<crit ), les valeurs du nombre de Nusselt sont 
linéairement interpolées entre les valeurs correspondantes au Reynolds critique et au 
Reynolds turbulent. 
















 Eq. II-32 
Le coefficient de convection est déduit du nombre de Nusselt en fonction du débit. 
d
Nuh λ.=  Eq. II-33 
II.3.2.3. Insertion dans le modèle thermique 
Dans le modèle conductif du dissipateur, les tuyaux sont représentés par un carré de diagonale 
égale au diamètre du tuyau (Fig. II-36). Cette méthode de modélisation des tuyaux permet de 
conserver l’empreinte du tuyau au niveau de la surface du dissipateur et donc dans la direction 
principale du flux thermique. Cependant, le carré a un périmètre plus petit que le cercle. Pour 
conserver les caractéristiques de l’échange thermique convectif au niveau du tuyau, le 
coefficient de convection calculé pour un tuyau cylindrique doit être multiplié par un 
coefficient correctif afin de garder la conductance de convection constante. 
 







phh ==  
Les coefficients de convection ainsi obtenus (Fig. II-37) sont intégrés au modèle REBECA-
3D sous forme de tableaux comportementaux (ANNEXE F). La corrélation utilisée présente 
une erreur possible de ±15%. Cette plage de variation pourra être utilisée pour recaler le 
modèle s’il y a lieu. 
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h7 : r=54.2 mm 
Fig. II-37 : Coefficients de convection en fonction du débit (Q), de la température de l’eau (Tfluide) et du rayon 
de courbure (r) de chaque tuyaux pour une température de paroie de 30°C 
II.4. Pré-analyse des résultats 
Une analyse thermique des résultats de simulation est faite en régime permanent et transitoire. 
Cette analyse permet de vérifier la cohérence des résultats et la validité des hypothèses 
simplificatrices. 
II.4.1. Régime permanent 
La pré-analyse des résultats est faite pour un fonctionnement en hacheur (Fig. II-39) dont le 
point de fonctionnement est donné dans le tableau ci-dessous. 
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Fig. II-38 : Hacheur dévolteur à IGCT 
Tension de bus 2800V 
Courant de charge 1500A 
Fréquence de découpage 500Hz 
Rapport cyclique 0.5 
Débit d’eau 3.5 l/min 
Température de l’eau 15°C 
Tab. II-9 : Point de fonctionnement du hacheur 
Le champ de température au niveau du boîtier (Fig. II-39) permet de voir l’influence de la 
disposition des tuyaux dans le dissipateur. Le centre du dissipateur n’est pas équipé de tuyau, 
ce qui entraîne une augmentation de la température à ce niveau. Cette augmentation de la 
température est due à la répartition du flux au niveau du dissipateur d’anode (Fig. II-40). Le 
flux au centre du dissipateur est plus faible en valeur absolue que sur les autres parties du 
dissipateur en contact avec le composant. La surface de contact de l’IGCT est plus petite que 
celle du dissipateur. Deux zones distinctes sont donc repérables sur la cartographie de flux au 
niveau de l’anode : une partie où le flux est positif (en contact avec l’IGCT) et l’autre partie 
où le flux est négatif (à l’air libre). Le flux thermique est extrait de l’IGCT par le dissipateur. 
Une petite partie du flux absorbé par le dissipateur est échangée par convection vers l’air 
ambiant, ce flux est négligeable devant le flux absorbé par l’eau circulant dans le dissipateur. 
 
Fig. II-39 : Champs de température 
 
Fig. II-40 : Flux thermique au niveau de l’interface 
entre le dissipateur d’anode et le composant 
La géométrie du boîtier a une influence sur la température du wafer. Le champ de température 
du wafer côté cathode (Fig. II-41) présente un point chaud à la verticale du passage du doigt 
de gâchette. Par contre un point froid est présent au niveau de l’anneau de gâchette ainsi qu’au 
centre du composant. Les points froids sont dus à la géométrie du boîtier et du wafer. Ces 
deux points sont situés dans des zones ou le wafer ne dissipe pas. 
En superposant le profil de température pris à la verticale d’un passage de gâchette et le profil 
pris à la verticale d’un plot (Fig. II-42), l’effet de la géométrie du boîtier est plus facilement 
visible. Les minimums locaux sont dus à des zones du wafer ne dissipant pas. Les deux 
courbes se superposent au centre du wafer (r<23mm) car à ce niveau le boîtier est uniforme. 
Par contre, à l’extérieur (r>23mm) la température est plus élevée au niveau du doigt de 
gâchette à cause de la rainure qui oblige le flux à se focaliser au niveau du plot. Ce profil est 
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utilisé pour choisir la position des points de mesure nécessaire à la validation. Les points de 
mesure seront situés au niveau des deux maximums et du minimum du profil de température 
(Fig. II-42). 
 

















Fig. II-42 : Profil de température dans le wafer 
Pour vérifier si l’augmentation de la température de l’eau dans le dissipateur n’entraîne pas de 
dissymétrie, la température de l’eau circulant dans les tuyaux est relevée (Tab. II-10). Le 
calcul de la température de l’eau montre que l’élévation de la température de l’eau entre 
chaque tuyaux est comprise en 0°C en 2.0°C. Cette élévation de température se faisant 
linéairement sur un tour, l’évolution de la température de référence n’introduit donc pas de 
dissymétrie majeure dans le modèle thermique. Les températures de référence (température de 
l’eau) (Fig. II-45.b) et les coefficients de convection (Fig. II-45.a) au niveau des tuyaux 
permettent de voir le rôle du modèle thermo-fluidique. Le sens de circulation de l’eau est pris 
en compte, la température de l’eau (Fig. II-43) n’est pas constante et augmente au fur et à 
mesure de son cheminement dans le dissipateur. L’augmentation de la température de l’eau a 
un impact non négligeable sur les coefficients de convection (Fig. II-44 & Tab. II-10). A 

































































































































































































































Fig. II-44 : Variation du coefficient de convection 
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tuyau h (W.m-2.K-1) Teau (°C) dTeau (°C) Tparoi (°C) Flux (W) 
inférieur 7 9994 15.0 0.0 18.8 164 
inférieur 6 10228 15.5 0.5 21.6 237 
inférieur 5 10766 16.3 0.8 30.5 511 
inférieur 4 11283 17.9 1.7 37.0 614 
inférieur 3 12087 19.9 2.0 38.8 540 
inférieur 2 12969 21.7 1.8 40.1 448 
inférieur 1 14183 23.1 1.4 43.1 392 
supérieur 1 14210 24.4 1.3 25.9 29 
supérieur 2 13460 24.5 0.1 25.2 19 
supérieur 3 12977 24.5 0.1 25.0 13 
supérieur 4 12612 24.6 0.0 24.7 6 
supérieur 5 13191 24.6 0.0 24.6 -1 
supérieur 6 12459 24.6 0.0 24.4 -10 
supérieur 7 12337 24.6 0.0 24.2 -20 
a. anode 
tuyau h (W.m-2.K-1) Teau (°C) dTeau (°C) Tparoi (°C) Flux (W) 
inférieur 7 12292 24.6 0.0 27.2 140 
inférieur 6 12407 25.0 0.4 29.4 206 
inférieur 5 12700 25.7 0.7 36.5 458 
inférieur 4 13372 27.2 1.5 41.9 560 
inférieur 3 14062 29.0 1.8 43.7 487 
inférieur 2 14811 30.6 1.6 45.2 407 
inférieur 1 15726 31.9 1.3 49.0 372 
supérieur 1 15725 33.1 1.2 34.2 24 
supérieur 2 15183 33.2 0.1 33.6 14 
supérieur 3 14731 33.2 0.0 33.4 7 
supérieur 4 16467 33.2 0.0 33.2 -1 
supérieur 5 14583 33.2 0.0 33.0 -8 
supérieur 6 14329 33.2 0.0 32.9 -17 
supérieur 7 14231 33.2 0.0 32.7 -30 
b. cathode 
Tab. II-10 : Variation des paramètres de convection pour les différents tuyaux 
 
a. Coefficient de convection 
 
b. Températures de référence 
Fig. II-45 : Condition aux limites convectives pour le fonctionnement en hacheur 
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II.4.2. Régime transitoire 
La pré-analyse en régime transitoire se fait pour les mêmes conditions de fonctionnement que 
pour le régime permanent. Le cycle de marche se répartit en 100s à l’arrêt, 100s en marche et 
100s à l’arrêt. Ce cycle ne présente pas de forme d’onde complexe afin de simplifier l’étude 
des variations des températures et des puissances dissipées. 
Sur l’ensemble des profils de température (Fig. II-46 & Fig. II-47), le pic au début de la 
simulation et le transitoire qui le suit est purement numérique. Il est du aux adaptations du 
noyau de calcul de REBECA-3D pour le calcul transitoire sur des quadrangles. Ce régime 
transitoire numérique est présent pour tous les calculs et dure 100s. Afin de prendre en 
compte ce transitoire, la puissance est maintenue constante durant les 100 premières secondes 
du calcul afin de stabiliser les conditions initiales. Par la suite, ce régime transitoire sera 
volontairement enlevé des courbes présentées dans ce mémoire (troncature du transitoire 
numérique). 
Tension de bus 2800V 
Courant de charge 1500A 
Fréquence de découpage 500Hz 
Rapport cyclique 0.5 
Débit d’eau 3.5 l/min 
Température de l’eau 15°C 
Tab. II-11 : Point de fonctionnement du hacheur 
L’évolution de la puissance dissipée (Fig. II-46) permet de voir l’importance du couplage 
électro-thermique. Sans couplage, la puissance dissipée aurait une forme en créneau. Avec 
couplage, l’augmentation de la température entraîne une augmentation de la puissance 
dissipée jusqu'à stabilisation de la puissance et de la température. Le couplage électro-
thermique a donc une influence au niveau de la température, de la puissance mais aussi sur la 
durée du régime transitoire. La prise en compte des couplages électro-thermiques est 
obligatoire pour les simulations thermiques transitoires en électronique de puissance. 
La température de sortie de l’eau (Fig. II-47) permet de voir que pour des composants 
refroidis par eau, les variations de la température de l’eau doivent être prises en compte pour 
des études en régime transitoire. Si la variation de la température de l’eau n’est pas prise en 
compte, la variation de l’efficacité du système de refroidissement en fonction de la mission 
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Fig. II-46 : Evolution de la puissance dissipée et de la 













Fig. II-47 : Evolution de la température de sortie d’eau 
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II.5. Conclusion du chapitre 
Le modèle mis en place permet de prendre en compte tous les couplages entre les principaux 
phénomènes physiques entrant en jeux dans la thermique d’un semi-conducteur de puissance. 
Les variations de la puissance dissipée en fonction de la température et des paramètres 
électrique sont prises en compte dans le modèle électro-thermique. Les variations des 
conditions de refroidissement en fonction de la puissance dissipée du débit et de la 
température d’entrée de l’eau sont prises en compte dans le modèle thermo-fluidique. Le 
modèle thermique conductif est le modèle central, il permet les différents couplages. Le 
modèle mis en place permet de calculer la puissance dissipée pour un point de fonctionnement 
électrique et thermique donné en régime permanent. En régime transitoire, ce calcul peut se 
faire sur un profil de mission donné. 
Les résultats sont cohérents en régime permanent et transitoire. Une comparaison avec des 
mesures faite sur un composant réel sont nécessaires, afin de valider le modèle et s’il y a lieu 
de le recaler. 
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CHAPITRE III  
Validation du modèle thermique de 
l'IGCT 
La modélisation est un outil permettant d’avoir de nombreuses informations relatives entre 
différents types de fonctionnements. Pour avoir des résultats absolus, le modèle doit être 
comparé avec des mesures. Cette comparaison doit permettre de valider le modèle thermique 
et si il y a lieu de le recaler en jouant sur les paramètres présentant des incertitudes 
(résistances thermiques de contact, propriété physique des matériaux, coefficient de 
convection forcée, calcul de la puissance dissipée). 
Dans le cas de la modélisation électro-thermo-fluidique de l’IGCT dans sa cellule de 
commutation, la mesure présente un challenge important. Les conditions de fonctionnement 
doivent être les plus proches possibles de la réalité afin de recaler le modèle complet. Le 
composant doit donc fonctionner sous des tensions de bus continu de l’ordre du kV pour des 
courants de l’ordre du kA, soit une puissance commutée de l’ordre du MVA. La première 
partie de ce chapitre présente la mesure des paramètres thermiques, électriques et fluidiques 
sur un IGCT fonctionnant dans une cellule de commutation. Ces mesures sont faites en 
régime permanent et transitoire. 
La seconde partie est consacrée à l’exploitation de ces mesures pour la validation de la 
méthode et le recalage du modèle. 
III.1. Mesures 
La mesure doit se faire dans un environnement proche du fonctionnement réel, ce qui pose 
des problèmes d’isolation électrique des différents capteurs mais aussi des perturbations 
électromagnétiques dues aux fortes énergies mise en jeux. 
Avant de présenter la méthode de mesure mise en place, une présentation des méthodes 
présentées dans la littérature est faite. 
III.1.1. Méthodes de mesure de la température dans des composants 
de puissance 
La mesure de la température moyenne ou ponctuelle du wafer dans les boîtiers pressés pose 
problème. En effet, contrairement aux modules pour lesquels l’accès aux puces peut se faire 
en ouvrant la face supérieure du boîtier, pour les boîtiers press-pack les contacts électriques et 
thermiques se font par les faces supérieures et inférieures. L’accès au wafer pour mesurer la 
température est donc difficile. Cependant une étude des points chauds à la surface d’un 
thyristor GTO press-pack a été faite avec une camera infrarouge [Pal90]. Pour visualiser le 
champ de température du wafer coté cathode, le wafer est sorti de son boîtier et mis dans un 
boîtier spécial. Les îlots de cathode sont reliés à la cathode par des fils de type bounding. Ces 
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mesures sont faites hors du boîtier. Elles sont utilisables pour recaler des modèles thermiques 
de wafers mais en aucun cas pour recaler le modèle thermique d’un boîtier. 
En prenant des précautions, l’utilisation de thermocouples entre le composant et le dissipateur 
ou dans le dissipateur est possible [Kri94]. Pour ce type de mesures, les perturbations 
électromagnétiques dues aux commutations doivent être prises en compte. 
La mesure de la température moyenne du wafer peut se faire comme pour les IGBT avec des 
paramètres thermosensibles comme la tension gâchette cathode. Cette méthode présente 
l’inconvénient de mesurer une température « moyenne » qui est difficilement identifiable. En 
effet la mesure de la température par l’intermédiaire d’un paramètre thermosensible comme la 
chute de tension à l’état passant sous un faible courant est influencée par tous les paramètres 
thermosensible (chutes de tension de chaque jonction) situés sur le passage du courant, ce qui 
ne permet pas de mesurer une température ponctuelle. 
Cette dernière méthode est utilisée par ABB pour mesurer la résistance thermique de ses 
boîtiers press-pack. Cette mesure de température se fait en deux temps. Dans un premier 
temps, la caractéristique tension gâchette cathode à courant d’anode en fonction de la 
température est tracée. Cette mesure se fait dans une étuve afin d’avoir une température 
uniforme. Dans un second temps, la mesure de la résistance thermique est faite en conduction 
(pas de découpage). Le composant est chauffé par le courant d’anode. La température 
moyenne du wafer est mesurée par l’intermédiaire de la tension gâchette cathode. La 
température à l’interface avec le dissipateur est mesurée avec des thermocouples. 
III.1.2. Instrumentation 
Le recalage d’un modèle multi physique nécessite la mesure de nombreux paramètres. Dans le 
cas du modèle électro-thermo-fluidique, on est en présence de paramètres thermiques, 
électriques et fluidiques. 
III.1.3. Température 
Les mesures thermiques englobent toutes les mesures de température dans le composant en 
fonctionnement. Des mesures par thermocouple ainsi qu’un méthode de mesure de la 
température de jonction par méthode indirecte ont été utilisées. 
III.1.3.1.1. Thermocouples 
Afin de recaler le modèle, la température doit être mesurée à l’intérieur du boîtier de l’IGCT. 
Les mesures doivent être faites à proximité des zones de dissipations. La mesure directe de la 
température du wafer est impossible. Le contact des sondes sur le wafer peut entraîner sa 
destruction lors de la mise en pression. Pour cette raison, les mesures sont faites au plus 
proche du wafer dans le disque de molybdène (zone bleue Fig. III-1). Les sondes sont insérées 
côté anode car la masselotte de cathode est difficilement usinable (présence des doigts de 
gâchette). 
Les mesures sont faites sous des tensions de l’ordre du kV, ce qui entraîne de nombreuses 
contraintes sur les sondes et la chaîne d’acquisition. Les sondes ainsi que la chaîne de mesures 
doivent donc être électriquement isolées. L’isolement électrique ne doit pas fausser la mesure 
de température. Le fonctionnement en commutation de l’IGCT peut entraîner des 
perturbations électromagnétiques au niveau de la mesure. Les sondes de température doivent 
être petites afin de pouvoir s’insérer facilement dans le boîtier sans perturber le 
fonctionnement du composant. La température à l’intérieur du boîtier peut varier entre 15°C 
et 150°C. Pour ces raisons, les mesures de température se font avec des thermocouples types J 
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blindés de 0.5mm de diamètre. Le blindage est fait au moyen d’une chemise en inox. 
L’isolement électrique au niveau de la chemise inox est fait au moyen d’une gaine thermo-
rétractable à forte isolation électrique (27,5kV/mm) ce qui permet d’avoir une isolation 
statique de 6,7kV. Les thermocouples sont collés avec une colle de conductivité thermique 1,1 
W/m.K et de rigidité électrique 11kV/mm. Le diamètre de la sonde ainsi isolée est de 1mm. 
 
a. Implantation d’un thermocouple dans l’IGCT 
 
b. Zoom sur l’isolation électrique d’un thermocouple 
Fig. III-1 : Implantation d’un thermocouple 
Les thermocouples isolés sont insérés dans des trous pratiqués dans la masselotte d’anode et 
le disque de molybdène. Les trous du disque de molybdène sont non débouchant, le fond du 
trou est à 0,2mm de la surface. Six thermocouples sont introduits dans le boîtier. Les 
thermocouples sont répartis sur deux rayons : un à la verticale d’un passage de gâchette et un 
à la verticale d’un plot de cathode. Sur chaque rayon, trois thermocouples sont insérés aux 
rayons 10mm, 23mm et 31mm. Les gaines des thermocouples sont sorties par des rainures 
pratiquées dans la masselotte d’anode (Fig. III-2& Fig. III-3). Un thermocouple est ajouté 
dans une rainure en surface. 
Pour éviter l’arrachement accidentel des thermocouples et isoler la connexion entre la gaine 
inox et le fil, les sondes sont fixées sur une plaque en plexiglas solidaire au composant (Fig. 
III-3 & Fig. III-4). 
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Fig. III-2 : Implantation des sondes dans le boîtier 
 
Fig. III-3 : Composant équipé avec support de sondes 
 
Fig. III-4 : Composant monté dans la bride 
La chaîne d’acquisition et de mesure doit être isolée afin d’assurer un second niveau 
d’isolement en cas de défaillance du premier. Le second niveau d’isolement est assuré par 
l’utilisation d’une centrale d’acquisition totalement autonome (datataker DT800). 
L’alimentation se fait sur batteries et les mesures sont stockées sur une carte mémoire interne. 
La mesure de la température est utilisée comme référence pour le recalage du modèle. Pour 
cela, l’erreur de mesure doit être quantifiée. L’erreur de mesure de la température se 
décompose en de nombreuses erreurs locales. La première source d’erreur est intrinsèque au 
thermocouple. Pour le thermocouple J de classe1 utilisé, la tolérance de mesure est de ±1.5°C 
pour la plage de température -40°C à 375°C. Ces valeurs sont issues de la norme NF C 42-
324 de Décembre 1993. La seconde source d’erreur est la linéarisation qui est faite au niveau 
de la centrale d’acquisition et qui entraîne une erreur inférieure à 0.1°C. Cette erreur est 
négligeable face à la tolérance du thermocouple. Une troisième source d’erreur est la 
précision de la référence de température des borniers qui est de ±0.5°C. Cette erreur s’ajoute à 
la tolérance du thermocouple, ce qui fait une erreur due à la chaîne de mesure de ±2°C. 
Aux erreurs de la chaîne de mesure, s’ajoute les erreurs de positionnement des thermocouples. 
En effet le gradient de température au niveau des disques de molybdène est important, ce qui 
entraîne une incertitude de mesure si la place de la sonde n’est pas connue précisément. Pour 
le point de dissipation maximale utilisé durant la campagne de mesure, l’incertitude de 
mesure est de ±1.5°C sur l’ensemble des points internes si la position des sondes est connue à 
0.5mm près, ce qui induit une erreur maximale de mesure de ±3.5°C. La température 
maximale est de 86°C, la température d’entrée de l’eau est de 15°C. L’erreur globale est donc 
de ±5%. 
Rainures de passage 
r  = 10mm 
r = 23mm 
r = 31mm
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III.1.3.1.2. Température de jonction 
La mesure indirecte de la température de jonction de l’IGCT est basée sur la dépendance à la 
température de certains paramètres électriques de l’IGCT, la chute de tension anode cathode 
dans notre cas. 
Le principe de la mesure est de faire circuler un courant calibré dans le composant et de 
mesurer le chute de tension anode-cathode. La température est déduite de cette chute de 
tension et de la courbe de calibration préalablement tracée (Fig. III-5). Le courant de mesure 
doit être suffisamment faible pour ne pas entraîner d’échauffement du composant mais pas 
trop pour avoir une chute de tension facilement mesurable. Les mesures ont été faites avec un 
courant de 1A. 
La courbe de calibration doit être tracée pour chaque composant et chaque fois que la pression 
de serrage est modifiée. Cette mesure est automatisée sur le banc de mesure utilisé chez ABB. 
La température du composant est régulée au moyen de résistances chauffantes insérées dans le 
système de contrôle de température (réchauffage et refroidissement) du banc de test. La 
température peut ainsi varier entre 20°C et 130°C. 
 
Fig. III-5 : Courbe de calibration (source ABB) 
La mesure indirecte de la température de jonction permet d’avoir une image de la température 
de jonction moyenne du composant. Cette mesure est faite sous un courant calibré de faible 
valeur. Pour cette raison il est impossible de l’utiliser sur un composant fonctionnant en 
commutation. 
III.1.3.2. Fluidique 
Le circuit de refroidissement est instrumenté afin de pouvoir recaler le modèle 
thermofluidique. Le débit d’eau est mesuré avec un débitmètre à hélice (DPL-060, Kobold), 
associé à un compteur (PAXI0010, Red Lion Control). Les températures d’entrée et de sortie 
de l’eau sont mesurées au moyen de sondes de température PT100 isolées et d’un afficheur 
associé (EC3-161P012, Every Control). 
L’équipement permet d’obtenir les données d’entrées du modèle que sont la température 
d’entrée du fluide et son débit. Une mesure du flux thermique absorbé par le fluide peut aussi 
être faite. 
( )inout TTCpQ −= .φ  Eq. III-1 
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Vu la configuration du système de refroidissement de l’IGCT, le flux thermique absorbé par 
le fluide est égal à la puissance électrique dissipée par le composant. 
P=φ  Eq. III-2 
III.1.3.3. Electrique 
Les énergies de commutation de l’IGCT sont estimées à partir des mesures du courant 
d’anode et de la tension anode cathode. La tension anode cathode est mesurée avec des sondes 
différentielles large bande (Tektronics differential voltage probes P5210, 4400 VRMS, 
50MHz). Le courant d’anode est mesuré avec des sondes de courant large bande (Rogowski 
AC current probe CWT30 6KA, 40kA/µs, 10MHz). La mesure est faite avec un oscilloscope 
(TDS3014B 4 voies, 100 MHz, 1.25 Gsamples/s, 9bits de résolution verticale, 10k points par 
voies). Les formes d’ondes sont transférées sur PC et sont retraitées avec EXCEL afin de 




















































































Fig. III-8 : Puissance instantanée à l’amorçage 
















Fig. III-9 : Puissance instantanée au blocage (1000V, 
1500A, 500Hz) 

















Fig. III-10 : Energie à l’amorçage Eon=0.386J 














Fig. III-11 : Energie au blocage Eoff=2.904J (1000V, 
1500A, 500Hz) 
Remarque : Les sondes de courant « Rogowski » filtrent la composante continue du courant. 
La composante continue est réinjectée lors du calcul de l’énergie dans la feuille de calcul 
EXCEL. 
Les pertes à l’amorçage sont très faibles (Fig. III-8) devant les pertes au blocage (Fig. III-9), 
ce qui rend la mesure de l’énergie peu précise. Les fortes ondulations sur la puissance 
instantanée à l’amorçage sont dues aux faibles valeurs de la tension anode cathode et au 
calibre utilisé qui dépend de la tension aux bornes du composant bloqué (1kV). 
Les pertes par commutation sont déduites de la mesure des énergies de commutation et de la 
fréquence de découpage. 
( )offondeccom EEFP +=  Eq. III-5 
La mesures des pertes par conduction est très difficilement réalisable. La chute de tension aux 
bornes de l’IGCT durant sa phase de conduction ne peut pas être mesuré précisément a cause 
de la forte amplitude de variation de ce paramètre entre la conduction (~2V) et le blocage 
(1.0kV). Les pertes par conduction sont donc estimées à partir des pertes totales mesurées par 
la méthode calorimétrique et les pertes par conduction. 
comcond PPP −=  Eq. III-6 
III.1.4. Environnement électrique 
Afin de limiter les erreurs et d’augmenter la quantité de données d’entrée pour le recalage, 
deux environnements électriques de mesure sont mis en place. La première série de mesures 
est faite en conduction sous faible puissance. La seconde série de mesure est faite en 
commutation sous des tensions et des courants élevés. L’utilisation des résultats des 
différentes configurations doit permettre de localiser les possibles erreurs de mesures. 
III.1.4.1. Conduction 
Les mesures en conduction ont été faites avec les moyens d’essais d’ABB semi-conducteurs à 
Lenzburg (Suisse). 
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Fig. III-12 : Banc de mesures en conduction (source 
ABB) 
 
Fig. III-13 : Circuit de mesure en conduction (source 
ABB) 
Le principe de la mesure en conduction est de faire passer un courant continu dans un 
composant passant. La puissance dissipée par le composant est contrôlée en mesurant la chute 
de tension aux bornes du composant et le courant y circulant. Cette méthode de mesure 
nécessite l’emploi d’une source de courant de forte intensité (4kA dans notre cas). Cette 
méthode de mesure est utilisée classiquement chez ABB pour mesurer les impédances 
thermiques d’un composant. Le banc de test est équipé d’un système automatisé de mesure de 
la température de jonction par méthode indirecte du composant testé. 
Le système de refroidissement du banc de test permet de faire des mesures thermiques fiables 
sur l’IGCT. Les dissipateurs utilisés dans cette application sont des dissipateurs en 
aluminium. La distance entre le circuit d’eau et la surface en contact avec les composant est 
de 4cm. De plus, la circulation de l’eau dans le dissipateur est optimisée pour réduire le 
gradient de température à l’interface entre le composant et le dissipateur. Le système de 
refroidissement n’entraîne donc aucune dissymétrie thermique et peut être modélisé au moyen 
d’une condition aux limites de type convection uniforme. 
Les mesures de température sont faites sous faible tension et en conduction, ce qui permet de 
faire des mesures thermiques dans le composant sans avoir de problème d’isolement ni de 
perturbations électromagnétiques. 
Ce banc de test se prête bien à des mesures destinées au recalage du modèle conductif de 
l’IGCT en régime permanent. Les mesures en régime transitoire sur le banc de test sont 
cependant inutilisables pour recaler le modèle thermique. Les temps de réponses sont 
directement liés au système de refroidissement. 
III.1.4.2. Commutation 
Les mesures en commutation ont été faites au LEEI à Toulouse, sur un banc de test développé 
pour tester des IGCT 4.5kV et 3.3kV. Le banc de test utilise la méthode d’opposition pour 
pouvoir faire fonctionner les composants de façon réaliste. Un IGCT de ce calibre est fait 
pour commuter des puissances de l’ordre du MW. Ne disposant pas d’installation 
(alimentations et charges) pour ces niveaux de puissance, la méthode d’opposition a été 
retenue [Tur02] & [Alv04]. 
La méthode consiste à opposer deux convertisseurs (Fig. III-15). L’énergie est envoyée d’un 
convertisseur vers l’autre. L’inductance intercalée entre les deux convertisseurs permet de 
filtrer les ondulations de courant. L’alimentation du bus continu se fait sous une tension 
variable de 0 à 1.5kV. La puissance fournie par l’alimentation est égale à la somme des pertes 
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dans les différents composants (semi-conducteurs, inductance, clamp) soit de l’ordre de 40kW 
pour le point de fonctionnement nominal (2*3MVA commuté). 
L’alimentation de tête permet de fournir une tension de bus de 1.5kV mais pour des 
problèmes d’isolement électrique des mesures thermiques, la tension est limitée à 1kV. Cette 
limitation est prise car les composants ne sont pas montés en atmosphère contrôlée. Les 
boîtiers ne sont pas remplis d’azote et sertis afin de pouvoir les ouvrir et les instrumenter. Des 
poussières dans le boîtier pourraient limiter l’isolement et donc poser des problèmes de 
sécurité. 
 
Fig. III-14 : Banc de test en opposition 3MVA 
 
Fig. III-15 : Schémas de la méthode d’opposition 
III.2. Résultats de mesures 
Deux campagnes de mesures ont été faites, la première en conduction et la seconde en 
commutation. 
III.2.1. En conduction 
Les mesures en conduction sont destinées à vérifier le fonctionnement des thermocouples 
insérés dans le composant et à fournir des données nécessaires au recalage du modèle 
thermique conductif en régime permanent. 
Les mesures en conduction se font en deux phases distinctes. La première phase consiste à 
chauffer le composant sous une puissance constante contrôlée par le courant d’anode. Une 
fois la température stabilisée, le courant de chauffage est coupé et les mesures sont faites 
durant la phase de refroidissement. La valeur en régime permanent est prise en faisant la 
moyenne des deux premières valeurs mesurées. Le cycle de mesure ne peut pas être modifié 
puisque tout est fait de manière automatique sur le banc de test ABB. 
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P (W) 2052 3063 3889 
Tgâchette 10mm (°C) 57.8 77.4 96.8 
Tgâchette 23mm (°C) 57.3 78.7 98.5 
Tgâchette 31mm (°C) 56.4 77.7 97.9 
Tplot 10mm (°C) 59.6 81.0 98.8 
Tplot 23mm (°C) 55.3 75.5 93.7 
Tplot 31mm (°C) 55.6 76.6 97.2 
Tanode(°C) 47.5 63.1 81.3 
Tcontact(°C) 46.7 60.5 83.3 
Tj (°C) 59.5 84.0 109.6 




























Fig. III-16 : Résultats des mesures en conduction 
(régime transitoire) P=3063W 
Les premiers résultats de mesure (Tab. III-1 & Fig. III-16) permettent de vérifier que les 
températures à l’intérieur du boîtier sont biens inférieures à la température de jonction. Pour 
chaque point de mesure, la température augmente bien lorsque la puissance dissipée 
augmente. Par contre la température mesurée à 23mm du centre devrais être plus faible que 
les mesures mesurées à 10mm et 31mm du centre. Les différences constatées en mesures sont 
dues aux erreurs de positionnement des sondes en profondeur dans le disque de molybdène. 
III.2.2. En commutation 
Les mesures en commutation sont destinées à fournir des données pour le recalage du modèle 
global en régime permanent et transitoire. Ces mesures sont faites en commutation avec une 
énergie commutée de l’ordre du MVA. Une vérification préalable de la validité des mesures 
de température doit être faite. Cette vérification sera faite lors du passage du mode de 
fonctionnement nominal à la phase de roue libre. 
La mesure se fait en trois étapes distinctes (Fig. III-17) : une mise en fonctionnement 
(chauffage), une phase de stabilisation de la température (fonctionnement nominal) et une 
phase de roue libre (refroidissement). La première étape consiste en la mise sous tension de la 
maquette et la montée progressive du courant dans l’inductance de lissage. Cette montée du 
courant se fait progressivement et de façon non linéaire (contrôle manuel de la consigne en 
courant et de la tension de bus), ce qui explique la forme des courbes de température lors de la 
mise sous tension. Une fois le point de fonctionnement électrique atteint, la phase de 
stabilisation de la température commence. Une fois la température stabilisée, la phase de roue 
libre commence. Durant la phase de roue libre, l’inductance de lissage est déchargée. Les 
IGCT sont bloqués et donc ne dissipent plus. Durant cette phase, les mesures de températures 
ne peuvent plus être perturbées par les commutations. Cette phase de refroidissement permet 
d’avoir des informations sur le fonctionnement en régime transitoire thermique de l’IGCT. Vu 
qu’il n’y a pas de discontinuité dans la mesure de la température lors de la mise en roue libre, 
les commutations ne perturbent pas la mesure de la température. Pour les mesures en régime 
permanent, la moyenne des points situés sur le plateau présent à la fin de la phase de 
stabilisation est utilisée. 























Mise sous tension stabilisation roue libre
 
Fig. III-17 : Mesure de la température (994V, 1500A, 500Hz) 
Les essais en commutation sont utilisés pour quantifier l’influence de la lubrification du 
contact entre le composant et le dissipateur. Une première campagne de mesures est faite avec 
un contact sec, une seconde campagne avec un contact lubrifié. Ces deux campagnes de 
mesures sont utilisées pour estimer la résistance thermique de contact boîtier dissipateur. 
Pour chaque point de fonctionnement, tous les paramètres thermiques, électriques et 
fluidiques sont relevés (Tab. III-2). Une première analyse de ces résultats permet de voir que 
l’huile permet un meilleur contact thermique ; à puissance dissipée identique, la température 
de fonctionnement est plus faible lorsque le contact composant dissipateur est lubrifié. Tout 
comme pour les mesures en conduction, les différences entre les points de mesures internes au 
composant sont dues aux incertitudes verticales introduites lors du positionnement des sondes 
dans le molybdène. 
huile (O/N) N N N O O O O 
débit (l/min) 4.1 3.7 3.1 4.1 4.1 2.9 4.2 
Tin (°C) 16.8 19 18.1 18.8 16.8 18.3 17.1 
Vbus (V) 852 785 800 806 800 805 994 
Iload (A) 1460 2000 1500 2000 1500 1500 1500 
Fdec (Hz) 500 500 500 500 500 500 500 
Tamb (°C) 20.0 20.0 20.0 20.0 20.0 20.0 20.0 
Tout (°C) 25.3 32.9 29.6 31.2 25.5 30.0 26.4 
P (W) 2400 3615 2461 3527 2487 2374 2691 
Eon (J) 0.106 0.192 0.115 0.189 0.107 0.110 0.112 
Eoff (J) 2.442 3.591 2.541 3.618 2.501 2.511 2.904 
Pcom (W) 1274 1891 1328 1903 1304 1311 1508 
Pcond (W) 1126 1723 1134 1624 1183 1063 1183 
Tgachette 10mm (°C) 59.8 82.6 64.8 76.9 57.5 64.1 63.2 
Tgachette 23mm (°C) 57.7 82.3 63.4 75.1 55.3 61.9 60.4 
Tgachette 31mm (°C) 60.4 88.3 66.9 79.6 57.7 63.9 62.8 
Tplot 10mm (°C) 57.6 79.7 62.7 74.0 55.3 61.8 60.7 
Tplot 23mm (°C) 60.7 86.4 67.1 79.5 58.6 64.8 64.6 
Tplot 31mm (°C) 59.4 86.5 66.0 77.9 56.6 62.7 61.6 
Tanode (°C) 44.7 62.2 49.7 56.6 43.0 48.4 45.9 
Tab. III-2 : Résultats des mesures en commutation (régime permanent) 
III.3. Recalage 
La phase de validation du modèle permet de vérifier la bonne concordance entre les 
simulations et les mesures. S’il y a lieu, cette phase permet de recaler les paramètres les plus 
sensibles ou ceux sur lesquels l’incertitude est la plus importante. La méthode de calcul des 
erreurs est donnée en annexe (ANNEXE G). 
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L’incertitude la plus grande se situe au niveau des résistances thermique de contact entre les 
différentes parties du boîtier. Le recalage du régime permanent se donc fait en ajustant les 
résistances thermiques de contact. Le recalage en régime transitoire se fait en jouant sur 
l’erreur constatée de la corrélation utilisée pour calculer les coefficients de convection (cf. § 
II.3.2.2). Toute modification des coefficients de convection entraîne une modification du 
régime permanent. Le recalage doit donc se faire par itérations successives. Les résultats 
présentés sont les résultats finaux après itérations. Les différentes itérations ne sont pas 
présentées. 
III.3.1. Régime permanent 
La validation du modèle en régime permanent s’est faite en trois étapes : validation du modèle 
thermique, validation du modèle thermo-fluidique et validation du modèle électro-thermique. 
Chaque étape permet de recaler et de valider une partie du modèle. La première étape permet 
de recaler les résistances d’interface à l’intérieur du boîtier et de valider le modèle thermique 
de l’IGCT seul. La seconde étape permet de recaler la résistance d’interface entre le boîtier et 
le dissipateur et de valider le modèle du dissipateur (conduction et convection) pour plusieurs 
débits. La dernière étape permet de recaler la valeur de l’inductance de maille (paramètre 
d’ajustement) et de valider le modèle de pertes. Une fois la dernière étape validée, le modèle 
complet est validé en régime électrique établit et en régime thermique permanent. 
III.3.1.1. Modèle thermique conductif 
Les mesures faites en conduction sont utilisées pour valider le modèle thermique. Pour utiliser 
le modèle de l’IGCT seul, une première étape est nécessaire afin de calculer la condition aux 
limites qui remplace le dissipateur utilisé sur le banc de test ABB. 
La distance entre le circuit d’eau et la surface du dissipateur en contact avec le composant est 
supérieure à 4cm, de plus le dissipateur est en aluminium massif. Le dissipateur peut donc 
être modélisé par une condition aux limites de type convection uniforme entre la surface en 
contact avec le dissipateur et la température de l’eau à l’entrée du dissipateur. 
Le coefficient de convection est choisi afin de recaler la température mesurée à la surface du 
composant. Un coefficient de convection de 6500W.m-2.K-1 sur toute la surface de contact 
d’anode et de cathode du composant permet d’avoir une incertitude sur la température à 
l’interface entre le composant et le dissipateur de 2.0% en moyenne et de 1.0% pour la 
température prise à la surface du composant (anode). La différence entre ces deux valeurs 
s’explique par le fait que la température de contact est prise au niveau du contact alors que la 
température d’anode est prise dans une rainure à la surface du composant. 
 moyenne P=2052W P=3053W 
Tanode 1.0% 0.4°C -0.8°C 
Tcontact 2.0% 0.9°C 1.4°C 
Tab. III-3 : Validation de la condition aux limites, erreur sur la température 
Le recalage des résistances d’interface est fait en partant de l’interface la plus proche des 
conditions aux limites pour finir par l’interface la plus proche des zones de dissipations. 
L’interface la plus proche de la condition aux limites est l’interface molybdène cuivre. Le 
recalage de cette interface est fait en fonction des températures mesurées dans le disque de 
molybdène. Avec une résistance d’interface de 80 K.kN.kW-1 pour une force de serrage de 
40kN, l’erreur moyenne est inférieure de 3.7% pour une erreur maximale de 6.6%. L’écart de 
température reste toujours inférieur à 5.0°C en valeur absolue. 
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 moyenne P=2052W P=3053W 
Tgâchette 10mm 2.0% -0.8°C -1.5°C 
Tgâchette 23mm 1.7% 0.7°C -1.3°C 
Tgâchette 31mm 1.9% 1.5°C -0.4°C 
Tplot 10mm 6.6% -2.6°C -5.0°C 
Tplot 23mm 4.4% 2.7°C 1.9°C 
Tplot 31mm 5.9% 3.6°C 2.6°C 
Tab. III-4 : Validation de l’interface cuivre molybdène, erreur sur la température 
La résistance de contact entre le molybdène et le wafer est recalée à partir de la température 
de jonction. La température de jonction est en fait la température moyenne des zones de 
dissipation. Avec une résistance de 55K.kN.kW-1, l’erreur sur la température de jonction est 
de 3.1% soit une erreur maximale de 2.1°C en valeur absolue. 
 moyenne P=2052W P=3053W 
Tj 3.1% 2.1°C -1.1°C 
Tab. III-5 : Validation de la l’interface molybdène wafer, erreur sur la température de jonction 
Les erreurs moyennes sur les températures sont de l’ordre de 5%. Les résistances d’interfaces 
sont recalées et le modèle conductif est validé. 
III.3.1.2. Modèle thermo-fluidique 
La seconde étape permet de recaler la résistance d’interface entre le composant et le 
dissipateur et de valider le modèle thermo-fluidique ainsi que celui du dissipateur. Le recalage 
de la résistance d’interface est fait à partir des mesures effectuées en commutation. Tous les 
points de mesure internes au composant sont utilisés. L’influence de la lubrification de 
l’interface a été étudiée, deux valeurs distinctes de la résistance de contact sont donc calculées 
une pour le contact sec et l’autre pour le contact lubrifié. Pour le composant non lubrifié, une 
résistance de contact de 25K.mm²/kW pour une force de serrage de 40kN permet d’avoir une 
erreur moyenne sur l’ensemble des points de mesure à l’intérieur du boîtier de 2.9% et une 
erreur maximale sur ces mêmes points de 5.8°C en valeur absolue. Pour le composant lubrifié, 
une résistance de contact de 15K.mm²/kW pour une force de serrage de 40kN permet d’avoir 
une erreur moyenne de 3.3% et une erreur maximale de 6.0°C en valeur absolue. La résistance 
thermique avec la lubrification est inférieure à la résistance thermique pour un contact sec car 
l’huile a une meilleure conductivité thermique que l’air. 
  sec lubrifié 
 moy moy 2400W 3615W 2461W moy 3527W 2487W 2374W 2691W 
Tgâchette 10mm 4.3% 3.8% -2.5 -1.5 -2.8 4.6% -2.0 -0.7 -4.9 -2.8 
Tgâchette 23mm 2.2% 1.9% -0.6 -1.5 -1.6 2.3% -0.6 1.2 -2.9 -0.3 
Tgâchette 31mm 2.7% 3.1% -0.6 -3.3 -2.3 2.4% -1.1 1.6 -2.3 0.3 
Tplot 10mm 1.9% 1.2% -0.3 1.5 -0.7 2.4% 0.9 1.5 -2.6 -0.3 
Tplot 23mm 7.9% 8.0% -3.8 -5.8 -5.5 7.9% -5.3 -2.3 -6.0 -4.7 
Tplot 31mm 2.7% 3.1% -0.6 -3.1 -2.5 2.3% -1.0 1.6 -2.1 0.3 
Tanode 1.7% 1.2% 0.9 1.3 0.2 2.1% 1.0 1.5 -0.9 1.3 
Tab. III-6 : Recalage de le résistance de contact dissipateur IGCT, erreur sur la température 
Pour valider le modèle thermo-fluidique utilisé pour calculer les coefficients de convection et 
les températures de référence au niveau des tuyaux, la température de sortie de l’eau est 
utilisée. L’erreur moyenne sur la température de sortie de l’eau est de 1.8% en moyenne avec 
une erreur maximale inférieure au degré en valeur absolue. Les mesures ont été faites pour 
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des débits compris entre 2 et 4.5l/min. Le modèle est donc validé sur une large plage de 
fonctionnement couvrant des écoulements laminaires et turbulents. 
  sec lubrifié 
 moy moy 2400W 3615W 2461W moy 3527W 2487W 2374W 2691W 
Tin-Tout 1.8% 0.6% -0.4 -0.2 -0.4 2.7% -0.4 -4.5 -0.3 -0.2 
Tab. III-7 : Validation du modèle thermo-fluidique, erreur sur la température de sortie de l’eau 
La dernière étape permet de valider la méthode de simulation globale ainsi que le modèle 
électro-thermique. L’ensemble des mesures électriques et thermiques effectuées sur le 
composant fonctionnant en commutation est utilisé pour cette étape. 
III.3.1.3. Modèle électro-thermique 
Le modèle electro-thermique n’est pas recalable vu le nombre de données d’entrée. Cependant 
l’inductance de maille est utilisée comme paramètre d’ajustement du modèle. La valeur 
utilisée n’est pas la valeur physique. Les mesures mono-coups n’ont pas été faites sur la 
même maquette que les mesures de température et de puissance en commutation. Les 
paramètres du circuit (clamp, inductance de maille, diode…) ne sont donc pas identiques 
entre les deux circuits. L’inductance de maille est donc utilisée comme paramètre 
d’ajustement du modèle. 
Sur la maquette la mesure donne une inductance de l’ordre de 300nH. En prenant une 
inductance de 800nH, l’erreur sur la puissance est de 1.7% pour l’ensemble des mesures. Les 
mesures sont faites pour une fréquence de découpage de 500Hz, un rapport cyclique de 0.5, 
des tensions comprises entre 0.5kV et 1kV et des courant compris entre 1kA et 2kA. La 
méthode de modélisation permet sur l’ensemble des mesures d’avoir une erreur moyenne en 
température de 2.6% avec une erreur maximale de 7.6°C en valeur absolue. 
  sec lubrifié 
 moy moy 2400W 3615W 2461W moy 3527W 2487W 2374W 2691W 
Tin-Tout 2.0% 1.0% -0.4 -0.9 -0.6 2.9% -0.5 -4.8 0.0 -0.2 
Tgâchette 10mm 2.2% 2.6% -0.8 -2.2 -1.9 1.9% -0.5 -0.5 -2.2 -1.0 
Tgâchette 23mm 1.7% 2.5% 0.3 -3.2 -1.4 1.2% -0.2 0.7 -1.0 0.7 
Tgâchette 31mm 2.7% 4.5% -0.3 -6.1 -2.8 1.4% -1.6 0.3 -0.9 0.6 
Tplot 10mm 2.0% 1.3% 1.4 0.8 0.2 2.4% 2.4 1.7 0.1 1.5 
Tplot 23mm 7.3% 8.2% -2.8 -7.6 -5.3 6.6% -4.8 -2.8 -4.0 -3.7 
Tplot 31mm 2.7% 4.5% -0.4 -5.9 -3.0 1.3% -1.5 0.4 -0.8 0.6 
Tanode 1.2% 1.1% 1.1 -0.7 -0.2 1.3% 0.7 0.7 0.1 1.5 
Puissance 1.7% 1.8% 27.0 -122.9 -17.9 1.7% -16.9 -54.5 76.4 26.2 
Tab. III-8 : Validation du modèle complet, erreur sur la température et la puissance 
Le modèle électro-thermo-fluidique de l’IGCT et de ses dissipateurs est donc validé en 
régime permanent pour une fréquence de découpage de 500Hz. 
III.3.2. Régime transitoire 
La validation du modèle en régime transitoire est faite à partir des mesures en commutation et 
plus particulièrement de la phase de roue libre. 
Le critère utilisé pour comparer les simulations et les mesures est le temps pour passer de 
20% à 70% du régime permanent. L’utilisation de ce critère permet de s’affranchir des 
ondulations de température durant la phase de stabilisation. Ces ondulations rendent difficile 
l’estimation précise du début de la phase de roue libre. L’utilisation de critère tel que le temps 
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de passage à des valeurs particulières (90% du régime permanent par exemple) est donc 
impossible. 
Le recalage du temps de passage entre 20% et 70% est fait en multipliant le coefficient de 
convection par un coefficient compris entre 0.85 et 1.15 (prise en compte de l’erreur de la 
corrélation). Les valeurs limites du coefficient sont comprises dans la plage de variation de 
l’erreur de la corrélation constatée par son auteur. Afin de conserver les valeurs du régime 
permanent, toute modification des coefficients de convection doit entraîner une modification 
de la résistance thermique de contact boîtier dissipateur. 
Avec un coefficient multiplicatif de 0.9, l’erreur moyenne sur le temps de passage entre 20% 
et 70% du régime permanent est de 10.4% avec une erreur maximale de 2.8s en valeur 
absolue.  
  sec lubrifié 
 moy moy 2400W 3615W 2461W moy 3527W 2487W 2374W 2691W 
Tgâchette 10mm 5.6% 5.4% 0.0 1.7 0.5 5.8% 0.5 0.0 0.5 0.5 
Tgâchette 23mm 24.0% 20.9% 1.0 2.7 1.5 26.4% 2.0 0.8 1.2 2.2 
Tgâchette 31mm 9.8% 9.6% 0.5 2.0 0.8 9.9% 0.9 0.0 0.5 0.4 
Tplot 10mm 13.7% 14.7% 0.5 2.4 0.5 12.9% 1.0 0.0 0.5 0.5 
Tplot 23mm 1.8% 1.7% 1.0 2.8 1.2 2.0% 2.0 0.5 1.0 1.8 
Tplot 31mm 8.4% 8.5% 0.5 1.5 0.8 8.4% 1.0 0.0 0.5 0.5 
Tanode 9.6% 9.3% 0.0 1.5 0.5 9.7% 1.0 0.0 0.7 0.5 
Tab. III-9 : Validation du modèle en régime transitoire, erreur sur le temps de passage 20% 70% du régime permanent 
En plus des temps de réponse entre 20% et 70% du régime permanent, la superposition des 
réponses en température en simulation et en mesure (Fig. III-18) permet de conclure que le 
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Fig. III-18 : Superposition simulation mesures (1kV, 1.5kA, 4.2l.min-1) 
III.4. Conclusion du chapitre 
Les méthodes de mesures de température et de puissances dissipée ont permis de recueillir des 
informations sur la température de fonctionnement et la puissance dissipée par un IGCT 
fonctionnant tant en commutation qu’en conduction. Ces mesures ont été utilisées pour ajuster 
les paramètres sensibles du modèle que sont les résistances thermiques de contact, et les 
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coefficients de convection au niveau du dissipateur. Le modèle de électro-thermique du 
composant à été ajusté au moyen de l’inductance parasite de maille. 
Après recalage, les résultats de simulation et de mesure sont cohérents. L’erreur moyenne 
entre les mesures et le modèle sur l’ensemble des points de mesure en régime permanent est 
inférieure à 5% pour les températures et les puissance dissipées. En régime transitoire, l’erreur 
sur le temps de réponse est inférieure à 10% en valeur moyenne. Le modèle peut donc être 
utilisé pour étudier des cas particuliers de fonctionnement de l’IGCT. 
Les valeurs de résistances thermiques de contact boîtier dissipateur sont très élevées 
(15K.m².kW-1 pour un contact lubrifié et 25 K.m².kW-1 pour un contact sec) par rapport à la 
valeur théorique fournie par ABB (4 K.mm².W-1). Une étude plus particulière des résistances 
thermiques de contact entre les différentes parties de l’IGCT est nécessaire. 
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CHAPITRE IV  
Résistances thermiques de contact 
Les résistances thermiques de contact constituent de interfaces très sensibles dans le modèle, 
leur étude est donc nécessaire. Pour connaître une résistance thermique de contact, deux 
méthodes peuvent être utilisées. La première est basée sur un calcul statistique à partir du 
profil des deux surfaces mises en contact. La seconde expérimentale, est basée sur une mesure 
de l’écart de température et du flux thermique au niveau du contact. 
IV.1. Calcul 
Plusieurs méthodes de calcul de la résistance thermique de contact entre deux matériaux ont 
été développées. Ces méthodes sont basées sur une mesure profilométrique des deux surfaces 
en contact. Un traitement statistique de ces mesures permet d’estimer la résistance thermique 
de contact. 
IV.1.1. Méthodes de calcul 
La résistance thermique de contact est constituée de trois résistances thermiques en parallèle : 
la résistance de constriction, la résistance interstitielle et la résistance radiative. Ces trois 











Rth  Eq. IV-1 
Les méthodes de calcul des résistances thermiques de contact basées sur des mesures 
profilométriques ne permettent pas une estimation précise de la résistance thermique de 
contact. L’erreur constatée est de l’ordre de 50% [Ohs99]. 
Ces méthodes de calcul sont similaires à celles utilisées pour le calcul des résistances 
électriques de contact, les deux phénomènes (électrique et thermique) sont très proches. Pour 
le calcul des résistances électriques, la résistance radiative n’est pas utilisée. 
La méthode présentée dans ce paragraphe n’est plus valable lorsque un corps (graisse, huile, 
joint thermique…) est utilisé pour modifier le contact thermique. 
IV.1.1.1. Résistance de constriction 
La résistance de constriction représente le resserrement des lignes de flux au niveau des 
contacts élémentaires (Fig. IV-1). 
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Fig. IV-1 : Phénomène de constriction des lignes de flux 
L’estimation de la résistance de constriction de manière statistique est faite à partir de la 
théorie de Cooper [Coo69]. Comme la plus part des méthodes de calcul de résistances 
thermiques de contact, cette méthode est basée sur une approche statistique du contact. La 





















































 Eq. IV-2 














1σ  Eq. IV-3 


































 Eq. IV-4 
 Eq. IV-5 
La surface de contact rS  est estimée en fonction de la pression Ps , du type de déformation et 
des propriétés mécaniques des deux surfaces en contact (duretée Hc , module de Young zE ' ). 




















 Eq. IV-6 
L’écartement moyen adimensionné entre les deux surfaces est calculé à partir du rapport entre 







Pour un contact entre une surface non plane et une surface plane, le contact est ponctuel. La 




















 Eq. IV-7 


























κ  Eq. IV-8 
 Eq. IV-9 






t −== ∫∞ −π  Eq. IV-10 
Les paramètres mécaniques équivalents dureté cH  et module élastique zE  sont déduits des 
propriétés mécaniques des deux surfaces en contact : dureté 
ic
H , module de Young ou 
module élastique 
iz
E  et le coefficient de poisson iυ . La dureté prise pour le calcul est la 























 Eq. IV-11 
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Le coefficient de contact est déduit de la surface de contact, de la surface moyenne de chaque 














λ  Eq. IV-12 




λλλ +=  Eq. IV-13 
Une autre corrélation est proposée par Madhusudana [Mad96]. Le principe de calcul est le 









 Eq. IV-14 






1=  Eq. IV-15 
Dans le cas d’un contact entre deux surfaces non planes (la grande majorité des cas), un 

















 Eq. IV-16 
Cette méthode est fortement dépendante de la mesure profilométrique pour le calcul de la 
surface moyenne des contacts, du nombre de points de contact et de la surface de contact réel. 
Une approche par les théories fractales serait plus précise et surtout permettrait d’avoir des 
résultats indépendants des méthodes de mesures [Maj91] & [Maj90]. 
IV.1.1.2. Résistance interstitielle 
La résistance interstitielle prend en compte la conduction à travers le gaz présent entre les 
aspérités des deux surfaces en contact. 
La modélisation mise en place par Madhusudana est présentée [Mad96]. Le coefficient 








 Eq. IV-17 
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α  Eq. IV-18 
Le coefficient d’accommodation caractérise l’échange d’énergie entre le fluide et la surface. Il 
est calculé en fonction de la température de surface, de la température du gaz et de la 






−=α  Eq. IV-19 
Surface Coefficient 
Bronze peint en noir 0.881-0.894 
Bronze poli 0.91-0.94 
Bronze usiné 0.89-0.93 
Bronze traité à l’acide 0.93-0.95 
Acier de fonderie poli 0.87-0.93 
Acier de fonderie usiné 0.87-0.88 
Acier de fonderie traité à l’acide 0.89-0.96 
Aluminium poli 0.87-0.95 
Aluminium usiné 0.95-0.97 
Aluminium 0.89-0.97 
Tab. IV-1 : Valeur du coefficient d’accommodation de l’air (source [Mad96] 








Psegas σ  Eq. IV-20 






int =  Eq. IV-21 
IV.1.1.3. Résistance radiative 
La résistance radiative prend en compte le transfert thermique par rayonnement dans les 
espaces entre les deux surfaces en contact. Le transfert thermique par rayonnement n’a une 
influence que pour des températures élevées. 
Le coefficient d’échange radiatif est fonction de la température des deux surfaces en contact 















εεσ  Eq. IV-22 
La résistance thermique due au rayonnement est déduite du coefficient d’échange et de la 
surface. 
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1=  Eq. IV-23 
IV.1.2. Calcul de la résistance thermique de contact boîtier 
dissipateur 
La température nominale de fonctionnement au niveau du contact est inférieure à 150°C. Le 
rayonnement au niveau du contact est donc négligé. 
Le calcul de la résistance de constriction est effectué à partir des relevés profilométriques des 
deux surfaces en contact (Fig. IV-2 &Fig. IV-3). Ces mesures sont faites avec un microscope 
confocal. Les profils 2D sont utilisés pour extraire les caractéristiques tribologiques de chaque 




b. 2D x 
 
















d. Caractéristique de la surface 
Fig. IV-2 : Mesure profilométrique de la surface du composant (source CNES) 
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 dissipateur IGCT contact 
dureté 75 90 75 
Module de Young 71GPa 117GPa 49GPa 
Module de Poisson 0.33 0.31  




b. 2D x 
 
















d. Caractéristique de la surface 
Fig. IV-3 : Mesure profilométrique de la surface du dissipateur (source CNES) 
La dureté du dissipateur est mesurée au moyen d’essai Vickers (HV=75). Les autres 
paramètres mécaniques (Tab. IV-2) sont issus des bases de donnés matériaux. 
La force de serrage est de 40kN pour une surface de contact de 5.7*103mm². La pression au 
niveau du contact est donc de 1.8GPa. 
Les écarts types en amplitude et en pente pour le contact sont calculés en fonction des écart 
types en amplitudes et en pente de chaque surface en contact. 
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 Eq. IV-24 
Le calcul est fait pour les deux modes de déformation : plastique et élastique. 
La surface de contact réelle est calculée en fonction des propriétés des matériaux en contact et 

















 Eq. IV-25 










 Eq. IV-26 
La densité des contacts ainsi que la surface moyenne est calculé. 
( ) ( )











élastiqueélastique  Eq. IV-27 













élastique  Eq. IV-28 
Le contact se faisant à sec, la résistance due au fluide est négligée. Prendre en compte la 
résistance thermique due au fluide ou au gaz reviendrait à faire décroître la résistance 
thermique de contact. La valeur obtenue est déjà très faible par rapport à la résistance issue du 
recalage. La différence entre les valeurs obtenues par le calcul et les valeurs issues du 
recalage peuvent s’expliquer de différentes manières. Un première explication peut venir des 
profils de surfaces utilisés pour extraire les écarts types ne sont pas assez fin, ce qui entraîne 
une erreur sur le calcul. Pour décorréler le calcul de la résistance thermique de contact de la 
précision, les méthodes basées sur les fractales seraient plus adaptées [Maj91] & [Maj90]. 
IV.2. Mesure 
La mesure de la résistance de contact thermique nécessite des méthodes de mesures évoluées. 
La résistance de contact est le rapport entre un écart de température et une densité de flux 
thermique au niveau de l’interface. 
ϕ
TRthcontact
Δ=  Eq. IV-29 
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La densité de flux thermique et l’écart de température ne sont pas directement mesurables 
dans notre application. Les capteurs de flux du marché ne supportent pas les fortes pressions 
de serrage. Différentes méthodes ont donc été développées pour mesurer les résistances 
thermiques de contact. Une partie de ces méthodes est présentée dans ce paragraphe. 
Ensuite, la méthode retenue ainsi que le dimensionnement de la maquette de test sont 
présentés. Un modèle numérique est utilisé pour dimensionner la maquette de mesure des 
résistances thermiques de contact et étudier le positionnement des thermocouples. Afin de 
voir si la méthode de mesure des résistances thermique donne des résultats convenables, le 
modèle numérique utilisé pour le dimensionnement est aussi utilisé pour valider la méthode. 
IV.2.1. Méthodes de mesure 
Seules les méthodes de mesures de la résistance thermique de contact entre deux surfaces 
planes sont décrites. Les méthodes de mesure se décomposent en deux grandes familles, les 
mesures en régime permanent et les mesures en régime transitoire. 
IV.2.1.1. Mesures en régime permanent 
La méthode de mesure en régime permanent est la méthode la plus classique. Le principe de 
la méthode est de faire circuler un flux thermique uniforme et connu au niveau de l’interface à 
caractériser et de mesurer la différence de température entre les deux surfaces en contact. Le 
flux thermique est généré par des résistances chauffantes placées à une extrémité de 
l’assemblage. Un système de refroidissement à eau placé à l’autre extrémité de l’assemblage 
permet de faire circuler le flux perpendiculairement à la surface de contact. Afin de réduire les 
erreurs de mesures, toutes les parties de l’assemblage doivent avoir la même section et les 
surfaces externes sont isolées. 
La mesure des températures de contact ne peut pas être faite directement. L’insertion d’un 
capteur de température modifierait les lignes des flux au niveau du contact. Pour estimer la 
température de chaque interface, des capteurs sont placés dans les deux matériaux en contact. 
Le flux thermique étant perpendiculaire à la surface de contact, le gradient de température est 
donc constant sur le barreau. La température de contact peut donc être estimée à partir de trois 
points de mesure dans chaque barreau. 
Un équipement de mesure de résistance thermique est représenté ci-dessous. Ce type 
d’équipement permet de mesurer la résistance thermique de contact entre les deux spécimens 
de test. La mesure peut être faite sous différentes pressions en modifiant la masse du bras de 
charge. Les mesures peuvent être faites sous vide afin de n’avoir que la résistance de 
constriction et de contact ou bien dans l’air ou tout autre gaz pour avoir la résistance de 
contact totale (constriction et interstitielle). 
Les mesures de contact thermiques sont très sensibles Les principales incertitudes sont liées à 
la calibration et à la localisation des thermocouples, à la mesure du flux thermique et à 
l’environnement thermique de l’assemblage. Dans le cas des mesures en régime permanent 
pour deux surfaces planes en contact, pour un assemblage de mesure bien dimensionné 
l’erreur minimale est de 10% pour des mesures dans le vide. Pour des mesures dans l’air 
l’erreur minimale atteint 15% [Mad96]. 
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Fig. IV-4 : Appareil de mesure de résistance thermique de contact en permanent (source [MAT96])t 
1 : Chambre à vide 
2 : Bras de charge 
3 : Soufflet 
4 : Elément de chauffage 
5 : élément de refroidissement 
6 : Spécimens de test  
7 : Thermocouples 
8 : Isolateurs 
9 : Tubes flexibles 
IV.2.1.2. Mesures en régime transitoire 
Les mesures en régime transitoire ne font pas appel à la mesure du flux et de l’écart de 
température entre les deux faces en contact. La mesure repose sur l’identification des 
paramètres de la fonction de transfert de la propagation de la chaleur dans l’assemblage. La 
sortie étant la température mesurée à l’opposé de la source de flux. La source de flux est 
sinusoïdale. L’identification est faite sur la phase et l’argument de l’onde thermique. Les 
propriétés thermiques des deux matériaux en contact doivent êtres connues. 
Le dispositif de mesure comprend une source de flux thermique modulée et un capteur de 
flux. La source de flux est un laser, la puissance et la taille du faisceau dépendent des 
dimensions de l’échantillon. La mesure de température de la surface de sortie est faite au 
moyen d’un pyromètre. La mesure du profil de température en phase et en argument est 
effectuée en déplaçant l’échantillon au moyen d’un dispositif de positionnement précis. Pour 
chaque point, la mesure est la moyenne de plusieurs mesures consécutives. 
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Fig. IV-5 : Dispositif de mesure de résistance thermique de contact en transitoire 
Les mesures doivent être faites sur des échantillons de faible dimension. Cette méthode est 
donc inappropriée pour des mesures sur un système réel. Par contre, elle est destinée à 
mesurer des résistances d’interface entre des échantillons de faible épaisseur pour lesquels la 
méthode classique ne peut pas être utilisée (impossibilité d’insérer des thermocouples). 
Cette méthode n’est utilisable que pour des systèmes linéaires. Les propriétés physiques des 
différents matériaux doivent donc être indépendantes de la température. De plus l’équipement 
à mettre en œuvre est plus complexe que pour la méthode classique en régime permanent. 
IV.2.2. Maquette de mesure 
La méthode de mesure retenue est une adaptation de la méthode classique de mesure des 
résistances thermiques de contact. La mesure de la résistance thermique de contact est faite 
sur un composant modifié afin de garder une configuration proche de la réalité. Le wafer 
servant de source de flux thermique 
Les mesures de résistances thermiques ont été faites en utilisant le banc de mesure 
d’impédances thermiques développé par ABB semi-conducteur. 
IV.2.2.1. Méthode de mesure 
Comme dans la méthode classique de mesure, le principe retenu est de faire circuler un flux 
thermique au niveau du contact et de mesurer l’écart de température. La source de flux 
thermique n’est pas une résistance mais un wafer de diode. La géométrie du composant est 
conservée (Fig. IV-6). Le wafer est pris entre deux disques en molybdène, le tout est pris 
entre deux disques en cuivre. Les dissipateurs sont remplacés par des disques en aluminium 
de même diamètre et épaisseurs. Les disques en molybdène et en cuivre ont les mêmes 
diamètres que dans un composant réel, seule les épaisseurs du cuivre et du molybdène sont 
modifiées afin de faciliter le positionnement des thermocouples et de maximiser les gradients 
de températures. Les états et les traitements de surface des disques en molybdènes et en cuivre 
sont identiques à ceux utilisés pour un composant. Le dimensionnement des différents disques 
est présenté dans le paragraphe suivant. La mise en pression, le refroidissement et 
l’alimentation électrique de l’ensemble se fait par l’intermédiaire des plaques froides du banc 
de mesure des impédances thermiques. Afin de limiter les pertes et favoriser la circulation 
verticale du flux, l’assemblage est enveloppé dans un isolant. De plus, pour limiter la 
convection naturelle qui pourrait s’installer au niveau du composant, le volume d’air entre le 
composant et l’isolant est limité. Le flux thermique doit être le plus grand possible afin de 
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maximiser les gradients de température au niveau des interfaces et ainsi réduire les 
incertitudes de mesures. 
 
Fig. IV-6 : Schéma de la maquette de mesure des résistances thermique de contact 
Des thermocouples sont placés dans les différents disques pour mesurer les écarts de 
température entre les deux faces de chacun des contacts. Les thermocouples sont placés sur la 
même verticale. La température d’interface est estimée au moyen d’une régression linéaire ou 
parabolique des températures mesurées dans le disque donné. Pour limiter les erreurs lors du 
calcul de la température d’interface, le nombre de points doit être de 3 pour une régression 
linéaire et de 4 pour une régression parabolique. La régression parabolique doit permettre de 
prendre en compte les éventuelles variations du flux à proximité de l’interface et donc d’avoir 
un meilleure estimation du flux à l’interface. Le choix de la régression utilisé et donc du 
nombre de thermocouples à insérer se fait en fonction de la place disponible et de la 









 Eq. IV-30 
Pour mesurer la température de surface de wafer, l’utilisation de thermocouples dans le wafer 
est impossible. Mais vu que l’épaisseur du wafer est faible, la température de contact est 
considérée égale à la température moyenne du wafer. Cette valeur est estimée par 
l’intermédiaire de la chute de tension anode cathode. 
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Fig. IV-7 : Mesure de la température de contact (régression linéaire) 
La pression de serrage ne permet pas l’utilisation d’un capteur de flux pour la mesure du flux 
circulant dans l’empilement. La mesure du flux se fait à partir les thermocouples utilisés pour 
mesurer l’écart de température entre les deux surfaces du contact. Le flux normal à la surface 
de contact peut s’exprimer en fonction de la conductivité et du gradient de température 




∂= λϕ  Eq. IV-31 
L’estimation du flux thermique normal à la surface de contact est faite à partir des expressions 



















 Eq. IV-32 
L’utilisation de la régression parabolique n’a pas une influence importante sur le calcul de 
l’écart de température. Par contre, la régression parabolique permet une plus grande précision 
sur le calcul du flux si les points de mesures sont choisis proches de la surface en question. 
Cette méthode permet de connaître le flux local ainsi que l’écart de température local. Dans le 
cas de surfaces de contact non planes, une carte de la résistance thermique de contact peut être 
faite. Si la source de flux thermique n’est pas uniforme, la mesure du flux local permet 
d’avoir une mesure relativement précise de la résistance thermique de contact. Dans le cas 
étudié, les états de surface des différents matériaux et la source de flux thermique sont 
supposés uniforme. Les différents points de mesures sont donc utilisés pour voir la 
reproductibilité des mesures. De plus, faire les mesures en conservant la géométrie du 
composant permet de mesurer toutes les résistances de contact sans changer la pression de 
contact 
IV.2.2.2. Dimensionnement 
Un modèle numérique est utilisé pour dimensionner l’épaisseur des différents éléments de la 
maquette de mesure des résistances thermiques. Les résultats de simulation sont aussi utilisés 
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pour choisir les régressions utilisées pour calculer les flux et saut de températures pour chaque 
interface. 
La source de flux est un wafer de diodes 5SDF07F4501 ABB. Le courant maximal sur le banc 
de test est limité à 1kA. La chute de tension à l’état passant de la diode est de 2.4V pour un 
courant de 1kA, ce qui fait une puissance dissipée maximale de 2.4kW. La température de 
fonctionnement de la diode est limitée à 150°C. Afin de minimiser les erreurs de mesures de 
température, le gradient minimal dans un disque doit être supérieur à 10°C, la valeur idéale 
étant de 20°C. 
Les mesures faites sur les plaques à eau du banc de test pour un débit de 8.5 l.min-1 et une 
température d’entrée de 20°C permettent de dire que le système de refroidissement peut être 
modélisé par un coefficient de convection de 6000W.m-2.°C-1. L’isolation placée autour de 
l’empilement permet de considérer que le coefficient de convection vers l’ambiante (20°C) est 
très faible (1W.m-2.°C-1). Les résistances thermiques de contact utilisées pour le 
dimensionnement sont celles retenues après recalage du modèle complet (§III.3). 
Le modèle utilisé pour le dimensionnement se limite à une portion de 10°. Cette réduction n’a 
aucune influence puisque la conduction est à 2 dimensions dans ce cas. 
 
Fig. IV-8 : Modèle numérique  
Fig. IV-9 : Champ de température nominal 
Les épaisseurs des différentes pièces sont obtenues après itérations successives (Tab. IV-3). 
Un compromis entre une épaisseur de chaque pièce suffisante pour respecter le gradient de 
température minimal de 10°C et un flux thermique le plus important possible sans dépasser la 
température limite de 150°C. Une fois le choix de l’épaisseur des différentes parties arrêté. Le 
nombre et la position des thermocouples sont choisis. 
Pour un flux thermique de 1250W, la température maximale du wafer est de 151°C. Les 
valeurs des résistances thermiques utilisées pour le dimensionnement sont plus grandes que 
les valeurs attendues. La température de fonctionnement sera sûrement plus faible que les 
151°C trouvés en simulation. 
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 Epaisseur (mm) Diamètre (mm) dT (°C) 
Cuivre 40 44 36.7 
Molybdène 15 44 40.2 
Aluminium 40 126 28.3 
Tab. IV-3 : Dimension des différentes pièces de l’assemblage 
Le modèle est utilisé pour positionner les thermocouples dans les différents disques. Trois 
lignes de thermocouples seront placées dans chaque disque. Ces trois lignes sont situées 
respectivement à 5mm, 10mm et 15mm du centre des disques. Les lignes sont situées sur des 
rayons espacés de 120°. Pour des raisons de procédé d’usinage, un espace de 4mm doit être 
respecté entre chaque thermocouple et un espace de 1.5mm entre une surface et un 
thermocouple. Le nombre total de thermocouple est limité à 42 par la centrale d’acquisition 
utilisée. 
Pour le disque en aluminium, les thermocouples sont localisés proche du contact de la surface 
à étudier. La place disponible est importante, quatre thermocouples sont donc insérés pour 
chaque ligne. L’utilisation de quatre thermocouples permet l’utilisation d’une régression 
parabolique pour estimer le flux normal à la surface et la température de la surface en contact. 
Pour le disque en molybdène, l’épaisseur ne permet pas d’insérer plus de quatre 
thermocouples par lignes de mesure. La disposition des points ne permet pas d’utiliser 
correctement les régressions paraboliques. L’estimation des températures de surface et du flux 
normal à chaque surface est faite en utilisant des régressions linéaires locales. Seuls les trois 
points les plus proche de la surface en question sont utilisés. 
Pour le disque en cuivre, un groupe de trois thermocouples est localisé à proximité de chaque 
surface. L’estimation des températures de contact et du flux normal est faite en utilisant des 
régressions paraboliques locales. Les points utilisés pour chaque régression sont les quatre 
points les plus proches de la surface en question. 
 nombre position (mm) Ecart de température (°C) 
Cuivre 6 1.5-5.5-9.5-30.5-34.5-38.5 3.3 
Molybdène 4 1.5-5.5-9.5-13.5 11.1 
Aluminium 4 26.5-30.5-34.5-38.5 3.6 
Tab. IV-4 : Position des thermocouples 
IV.2.3. Validation de la méthode 
Le modèle thermique mis en place pour le dimensionnement de la maquette de mesure des 
résistances thermiques est utilisé pour valider la méthode de mesure. Les thermocouples sont 
remplacés par des mesures de température ponctuelle dans le modèle. L’avantage de la 
simulation est de pouvoir disposer des flux normaux aux interfaces ainsi que les écarts de 
température. Afin de comparer les valeurs estimées à partir des mesures de température et les 
valeurs issues de la simulation. 
Le calcul du flux thermique normal à la surface peut être fait en utilisant les points de mesures 
situés de chaque côté de l’interface en question. Pour cela la méthode d’évaluation du flux 
thermique normal à l’interface est utilisée à partir des températures données pour chaque point 
de mesure. Les résultats sont comparés au flux thermique normal à la surface donné par la 
simulation (Tab. IV-5). 
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Position par rapport au centre(mm) 5 10 15 moyenne 
Flux simulé (W.mm-2) 0.394 0.395 0.401 0.397 
Flux estimé Mo (W.mm-2) 0.391 0.393 0.395 0.393 Mo - Si 
Erreur 0.85% 0.40% 1.39% 0.9% 
Flux simulé (W.mm-2) 0.414 0.386 0.379 0.393 
Flux estimé Mo (W.mm-2) 0.394 0.393 0.393 0.393 
Erreur 4.89% 1.80% 3.73% 3.5% 
Flux estimé Cu (W.mm-2) 0.393 0.384 0.379 0.385 
Cu - Mo 
Erreur 5.10% 0.59% 0.06% 1.9% 
Flux simulé (W.mm-2) 0.307 0.306 0.342 0.318 
Flux estimé Al (W.mm-2) 0.201 0.211 0.228 0.213 
Erreur 34.56% 31.17% 33.33% 33.0% 
Flux estimé Cu (W.mm-2) 0.326 0.340 0.390 0.352 
Cu - Al 
Erreur 6.22% 10.98% 13.95% 10.4% 
Tab. IV-5 : Estimation du flux 
L’erreur plus importante au niveau de l’interface cuivre aluminium est due à la différence 
entre le diamètre du dissipateur (aluminium) et celui de la masselotte en cuivre. A cause de 
cette différence de diamètre, la densité de flux thermique n’est plus homogène sur la surface 
entre le cuivre et l’aluminium comme le montre les courbes du flux thermique normal pour 
les trois surfaces de contact (Fig.IV-10). Pour les autres surfaces, la densité de flux thermique 
local est très proche de la valeur moyenne. Les différences sont dues aux imprécisions de 


















Fig.IV-10 : Répartition du flux normal sur un rayon pour les différentes interfaces 
La simulation permet de déterminer pour chaque interface quel côté va être utilisé pour 
évaluer le flux thermique normal à la surface. Le choix est fait afin de minimiser 
l’imprécision de mesure. Pour la surface de contact entre le wafer et le molybdène, le flux est 
obligatoirement estimé par les points de mesures du molybdène. Pour la surface de contact 
entre le cuivre et le molybdène, le flux normal est estimé à partir des points de mesures dans 
le cuivre. Pour la surface cuivre aluminium, le flux thermique normal est estimé à partir des 
points de mesures situés dans l’aluminium. 














































































b. Contact Mo-wafer 
Fig. IV-11 : Superposition des profils de température 
Le calcul des écarts de température entre les deux faces du contact peut lui aussi être vérifié 
par simulation. Le profil de température (Fig. IV-11) permet de voir que les différentes 
régressions utilisées pour calculer donnent des résultats cohérents au niveau des différents 
contacts. L’hypothèse d’égalité entre la température de surface du wafer est la température 
moyenne est vérifiée. L’écart entre la température de surface et la température moyenne du 
wafer est de 0.1°C pour les trois points de mesure. 
L’estimation de la résistance thermique des trois contacts à partir des résultats de simulation 
(Tab. IV-6) permet de constater que l’erreur globale est de l’ordre de 20%. Les différences 
entre les valeurs théoriques et les simulations sont dues à la méthode de mesure indirecte du 
flux thermique normal et de l’écart de température. Pour avoir plus de précision, les points de 
mesure doivent être plus proches de la surface considérée. Rapprocher les points de mesures 
de la surface permet de prendre en compte plus précisément la forme des lignes de flux à 
proximité de la surface. Le rapprochement des points de mesure de la surface n’est possible 
qu’en simulation. Rapprocher les points de mesure entre eux revient à réduire le gradient de 
température entre deux points. Si le gradient de température est trop faible, la mesure est 
noyée dans le bruit de mesure du aux thermocouples. La réduction de l’écart entre les points 
de mesures pose le problème de la modification des lignes de flux par les sondes et les trous 
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Position (mm) 5 10 20 moyenne 
flux (W/mm²) 0.391 0.393 0.395 0.393 
erreur 0.9% 0.4% 1.4% 0.88% 
TSi inf (°C) 150.4 150.4 150.4 150.4 
erreur 0.4% 0.2% 0.5% 0.35% 
TMo sup (°C) 148.8 149.2 149.5 149.2 
erreur 0.3% 0.1% 0.0% 0.14% 
dT (°C) 1.7 1.2 0.9 1.2 
erreur 7% 24% 45% 25.21% 
Rth (°C.mm²/W) 4.3 3.1 2.2 3.2 
Mo - Si 
erreur 8% 23% 44% 19.50% 
flux (W/mm²) 0.393 0.384 0.379 0.385 
erreur 5.1% 0.6% 0.1% 1.92% 
TMo inf (°C) 106.4 106.5 106.6 106.5 
erreur 0.2% 0.1% 0.1% 0.17% 
TCu sup (°C) 104.6 104.7 104.8 104.7 
erreur 0.1% 0.1% 0.1% 0.10% 
dT (°C) 1.8 1.9 1.8 1.8 
erreur 22% 14% 14% 16.66% 
Rth (°C.mm²/W) 4.5 4.9 4.9 4.8 
Cu - Mo 
erreur 21% 15% 15% 17.08% 
flux (W/mm²) 0.326 0.340 0.390 0.352 
erreur 6.2% 11.0% 14.0% 10.38% 
TCu inf (°C) 66.7 66.2 65.0 65.9 
erreur 0.3% 0.2% 0.1% 0.21% 
Tdiss sup (°C) 64.5 63.6 61.2 63.1 
erreur 0.3% 0.1% 0.2% 0.23% 
dT (°C) 2.1 2.6 3.8 2.8 
erreur 30% 16% 5% 16.72% 
Rth (°C.mm²/W) 6.6 7.5 9.7 8.0 
Cu - Al 
erreur 34% 25% 3% 19.81% 
Tab. IV-6 : Résultat des estimation à partir des points de mesures (simulation) 
IV.2.4. Mise en place de la maquette 
Pour faire des tests de reproductibilité des mesures deux maquettes ont été réalisées. Lors de 
la mise en place des deux maquettes, une vérification du positionnement et du fonctionnement 
des thermocouples a été réalisée dans les locaux d’EPSILON INGENIERIE. 
Vu le diamètre et la profondeur des trous, les thermocouples ne sont pas collés mais 
simplement fixés à l’entrée du trou (Fig. IV-12). De plus le diamètre des thermocouples est 
très petit, les fils font 80µm de diamètre, ce qui entraîne un fort risque de rupture lors du 
montage. La vérification du fonctionnement de chaque thermocouple est donc obligatoire. 
 
Fig. IV-12 : Montage d’un thermocouple 
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La vérification du montage et du fonctionnement des thermocouples est effectuée en fixant les 
différents éléments de la maquette sur une plaque régulée en température. Les températures 
mesurées sont relevées pour plusieurs consignes de la plaque régulée. Cette vérification est 
faite pour deux températures 30°C et 60°C (Fig. IV-13 & Fig. IV-14). Les premières courbes 
montrent du bruit sur la mesure. Ce bruit est dû au montage des thermocouples. Pour le 
supprimer il aurait fallu les coller afin d’assurer un bon contact thermique. Un filtrage par 
moyenne glissante permet cependant de fortement le réduire. Les très fortes ondulations au 
début du relevé de température de la maquette 2 sont dues à un défaut de masse. La masse de 



































b. Avec filtre 


































b. Avec filtre 
Fig. IV-14 : Vérification du montage des thermocouples maquette 2 
Le filtrage préalable des températures avant utilisation ne dérange pas étant donné que les 
valeurs utilisées pour la mesure de la résistance thermique de contact sont celles obtenues 
pour des régimes permanents. Pour augmenter la précision, l’extraction du régime permanent 
se fait en faisant une moyenne sur 60s. Les valeurs des différentes températures en régime 
permanent (Tab. IV-7) permettent de constater que la déviation entre les points de mesures est 
très faible. Elle est inférieure à 1°C avec une déviation moyenne de 0.3°C. 
 bloc min. (°C) max. (°C) moy. (°C) min. (°C) 
Al 0.2 0.7 0.4 0.2 
Cu 0.3 0.9 0.5 0.3 Maquette 1 
Mo 0.1 0.5 0.2 0.1 
Al 0.4 1.0 0.5 0.4 
Cu 0.2 0.5 0.4 0.2 Maquette 2 
Mo 0.1 0.2 0.1 0.1 
Tab. IV-7 : Déviation en régime permanent 
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IV.2.5. Résultats des mesures 
Les mesures ont été réalisées sur le banc de mesure d’impédance thermique d’ABB 
semiconducteurs à Lenzburg. Le banc de mesure est utilisé car il permet de faire varier la 
force de serrage de l’assemblage et d’alimenter la source de flux thermique qu’est la diode. 
 
a. isolation ouverte 
 
b. avec isolation 
Fig. IV-15 : Maquette montée dans la presse 
Dans un premier temps, des mesures à pression constante sur deux maquettes différentes ont 
été effectuées afin de vérifier leur reproductibilité. La seconde partie des mesures consiste en 
une étude de l’influence de la force de serrage. Cependant, une vérification préalable des 
données de mesures est nécessaire. 
IV.2.5.1. Vérification des données 
Cette première étape permet de faire une vérification des différents points de mesures et de 
calibrer le wafer pour la mesure indirecte de sa température. 
La première étape du dépouillement consiste à vérifier s’il n’y a pas eu d’inversion de 
thermocouple lors du branchement. Pour cela, les profils de températures de chaque mesure 
sont vérifiés. La température mesurée doit augmenter entre le dissipateur (z=0mm) et le wafer 
(z=95mm). Cette étape sert aussi à supprimer les points de mesures qui présentent des 
résultats incohérents. Les incohérences sont le plus souvent dues à la rupture d’un fil de 
thermocouple durant la mesure. Les profils de température pour l’ensemble des points de 
mesures des deux maquettes (Fig. IV-16 & Fig. IV-17) permettent de vérifier que les profils 
de températures sont toujours croissants. 
Diode 
Contrôle thermique du banc 
Contrôle thermique du banc 
Thermocouples 












































































c. Ligne 3 (r=15mm) 














































































c. Ligne 3 (r=15mm) 
Fig. IV-17 : Profils de température maquette 2 
Afin de pouvoir mesurer la température de fonctionnement du wafer, sa calibration thermique 
doit être effectuée. Cette étape permet de connaître la chute de tension anode cathode de la 
diode sous un courant de 0.5A pour différentes températures (Fig. IV-18). La mesure se fait 
une fois l’assemblage mis en pression. La diode est chauffée au moyen des résistances 
chauffantes intégrées aux plaques de régulation thermique du banc de test. La température est 
vérifiée au moyen des thermocouples utilisés pour la mesure des résistances thermiques de 
contact. La chute de tension anode cathode pour un courant de 0.5A est relevée lorsque la 
température est stabilisée depuis une minute. Ce relevé est fait à 20°C, 75°C et 125°C. Ces 
point sont utilisés pour tracer la caractéristique chute de tension anode cathode en fonction de 
la température pour un courant de 0.5A. Cette caractéristique est utilisée pour la mesure 
indirecte de la chute de température de jonction. Les deux diodes ont la même caractéristique. 
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Fig. IV-18 : Chute de tension anode cathode en fonction de la température (sous 1A) 
Des vérifications de l’homogénéité de la pression de contact ont été effectuées. Ces mesures 
sont réalisées avec un papier sensible à la pression [FUJI]. Le principe de fonctionnement de 
ce papier est que la pression provoque la rupture de micro bulles de colorant rouge. La 
couleur est proportionnelle à la pression locale. La valeur de la pression est fonction de la 
couleur, plus le rouge est intense, plus la pression est importante. La valeur de la pression 
absolue est mesurée avec un densitomètre qui mesure la densité de la couleur. 
Dans notre, cas, seul la mesure des variations de pression est utilisée. La force de serrage de 
l’assemblage est contrôlée au moyen d’une presse asservie. Le densitomètre n’est donc pas 
utile. Les résultats (Fig. IV-19) montrent que la pression est bien uniforme pour la première 
maquette de test. Pour la seconde maquette, la pression présente une légère non uniformité. 
Cette non uniformité peut entraîner une modification locale de la résistance thermique de 
contact et ainsi fausser les mesures. 
 
a. Maquette 1 
 
a. Maquette 2 
Fig. IV-19 : Champ de pression 
IV.2.5.2. Reproductibilité 
La force de serrage est fixée à 20kN. Cette force de serrage permet de conserver la même 
pression de serrage que pour un IGCT 4.5kV 4kA. Afin de tester la reproductibilité des 
mesures, deux maquettes différentes ont été utilisées. 
Deux méthodes de calcul des résistances thermiques ont été utilisées. La première est celle 
décrite précédemment. La seconde est basée sur le recalage des résistances thermiques de 
contact et des conductivités du modèle utilisé pour dimensionner la maquette. 
IV.2.5.2.1. Mesure classique 
La méthode de mesure classique basée sur une régression linéaire ou parabolique des 
températures pour connaître l’écart de température et le flux au niveau du contact est utilisée 
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pour le calcul des résistances thermiques de contact. Les résultats (Tab. IV-8 & Tab. IV-9) 
sont donnés pour les trois lignes de points de mesures et les deux maquettes. Afin de localiser 
les possibles erreurs, différentes méthodes de calcul de la densité de flux sont utilisées. La 
première suppose une réparatition uniforme du flux. La densité de flux est donc calculée à 
partir de la section de passage et de la puissance dissipée (flux moyen). La seconde et la 
troisième méthode utilisent les régressions linéaires et paraboliques pour calculer le flux local. 
La densité de flux est calculée en utilisant les mesures de chaque côtés du contact (flux sup et 
flux inf). 
L’ensemble des résultats pour les deux maquettes pour les lignes 2 et 3 sont incohérents et 
inexploitables, les écarts entre les différentes méthode de calcul ne permettent pas d’analyse 
fiable. Par contre pour la ligne 1 les résultats semblent plus réalistes. 
Sur la ligne 1 la mesure de la résistance thermique de contact Al-Cu (dissipateur boîtier du 
composant) semble être cohérente. La reproductibilité entre les deux maquettes est bonne 
pour le calcul fait à partir du flux moyen et du flux supérieur, estimé avec les points de 
mesures situé dans l’aluminium. Par contre pour l’estimation faite à partir du flux inférieur 
estimé avec les points de mesures situés dans le cuivre, la reproductibilité n’est pas bonne. 
L’ensemble des mesures est dans la plage de variation attendue de ce paramètre 
(4<Rth<25°C.mm².W-1). 
Pour les résistance thermiques de contact Cu-Mo et Mo wafer les valeurs mesurées sont bien 
supérieures aux valeurs issues du recalage du modèle du composant. Cette différence n’est 
pas seulement due aux problèmes de mesures. En effet, lors du dimensionnement de la 
maquette, la température maximale atteignait 151°C pour une dissipation de 1250W. Alors 
que la mesure donne une température de maximale de 180°C pour une puissance dissipé de 
1250W. Ce qui montre que les résistances thermiques de contact sont plus importantes que les 
valeurs attendues. 
Afin d’expliquer ces résultats très peu précis et fiable, une autre méthode de calcul des 
résistances thermiques doit être utilisée. Le manque de précision de la mesure peut être du à 
un manque de précision de la mesure de température. L’erreur de mesure de température doit 
donc être quantifiée. 
Résistances thermiques de contact (°C.mm².W-1) 




















Al-Cu 18 6 25 26 9 33 77 392 591 25 
Cu-Mo 74 68 134 77 303 104 36 48 236 6 
Mo-wafer 26 37  48 146  88 433  4 
Tab. IV-8 : Résistances thermiques de contact maquette 1 (méthode de mesure classique) 
Résistances thermiques de contact (°C.mm².W-1) 




















Al-Cu 14 6 10 49 40 109 30 26 20 25 
Cu-Mo 61 34 307 41 43 40 22 11 294 6 
Mo-wafer 53 193  55 246  108 590  4 
Tab. IV-9 : Résistances thermiques de contact maquette 2(méthode de mesure classique) 
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IV.2.5.2.2. Recalage du modèle 
Deux méthodes d’estimation des résistances thermiques de contact par le recalage du modèle 
ont été utilisées. 
IV.2.5.2.2.1. Première méthode 
La première méthode consiste en un recalage classique du modèle utilisé pour le 
dimensionnement de la maquette de test à partir des températures et des puissances dissipées 
mesurées. Le recalage se fait en partant de la condition aux limites jusqu'à la zone de 
dissipation. La condition aux limites qui représente le dissipateur est recalée afin de retrouver 
les températures au niveau des plaques en aluminium. Ensuite la conductivité de l’aluminium 
est ajustée afin de retrouver les variations de températures entre les différents points. Les 
points de mesures situés dans le cuivre permettent de recaler la conductivité du cuivre et la 
résistance thermique de contact entre le cuivre et l’aluminium. Le recalage de la conductivité 
du molybdène et de la résistance thermique molybdène cuivre sont recalés avec les points de 
mesure situés dans le molybdène. La résistance thermique de contact entre le molybdène et le 
wafer est recalée avec la température du wafer. 




Mo 200  




Mo-Wafer 50  
Tab. IV-10 : Paramètres après recalage 





Absolu relatif Absolu relatif Absolu relatif Absolu relatif 
Al 2.5% 1.6% 2.3% 1.7% 3.8% 4.8% 2.9% 2.7% 
Cu 5.8% 6.5% 5.6% 3.7% 3.8% 3.3% 5.1% 4.5% 
Mo 3.9% 11.9% 2.7% 5.2% 8.5% 3.2% 5.0% 6.7% 
Tab. IV-11 : Erreurs après recalage du modèle 
Après recalage du modèle de dimensionnement, une bonne concordance entre les 
températures mesurées et les températures issues du modèle est constatée. L’erreur moyenne 
est de 2.1% en absolu et 7.8% en relatif. Cependant les valeurs des conductivités du cuivre et 
du molybdène sont hors des plages de variation physiques des conductivités des matériaux en 
question. Une autre méthode de recalage doit donc être utilisée. 
IV.2.5.2.2.2. Seconde méthode 
La seconde méthode de recalage consiste à recaler la puissance dissipée dans un premier 
temps. Pour recaler la puissance dissipée, les températures relatives dans un même matériau 
sont utilisées. Le recalage de la conductivité doit permettre de retrouver les variations 
relatives de la température pour un matériau donné. Une fois que la puissance dissipée est 
recalée, les résistances thermiques de contact peuvent être recalés. 





Tab. IV-12 : Paramètres après recalage 
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Absolu relatif Absolu relatif Absolu relatif Absolu relatif 
Al 2.2% 2.3% 1.5% 1.1% 6.5% 6.0% 3.4% 3.1% 
Cu 3.0% 5.3% 3.6% 2.4% 3.0% 4.0% 3.2% 3.9% 
Mo 7.7% 2.4% 5.5% 5.4% 6.2% 4.0% 6.5% 3.9% 
Tab. IV-13 : Erreurs après recalage du modèle 
Le modèle est recalé, l’erreur moyenne est de 4.2% en absolu et 4.1% en relatif. Pour arriver à 
recaler les températures relatives, la puissance dissipée doit être réduite de 10% environ. Par 
contre les résistances thermiques sont quasiment inchangées par rapport à la première 
méthode. Ceci est du à la méthode d’estimation des résistances thermique par recalage d’un 
modèle. Avec les densités de flux thermiques mises en jeux dans le cas étudié, les résistances 
thermiques de contact sont des paramètres très peu sensibles. Il est peu probable que l’erreur 
de mesure sur la puissance dissipée soit de l’ordre de 10%. 
IV.2.5.2.3. Conclusion 
Les résultats de mesures présentent de fortes variation suivant les différentes méthodes 
d’extraction des résistances thermiques de contact à partir des températures mesurées. 
Cependant une tendance se détache, les résistances thermiques de contact de la maquette sont 
plus importantes que les résistances thermiques attendues. Cette tendance est confirmée par 
une température de fonctionnement du wafer plus important en mesure que lors du 
dimensionnement pour une puissance dissipée égale. 
Les résultats de mesures non cohérentes ou présentant de fortes variations lorsque les 
méthodes d’extraction changent peuvent être dus à des erreurs de mesures de la température. 
Ces erreurs doivent donc être estimées. 
IV.2.5.3. Quantification de l’erreur de mesure 
Afin de quantifier les erreurs de mesures de température, un modèle thermique 3D a été fait 
en prenant en compte les thermocouples ainsi que les possibles erreurs de positionnement. Les 
erreurs de mesure de température peuvent venir d’une erreur de positionnement du capteur au 
font du trous ou bien de l’impact du fil des thermocouples qui peut créer un puit thermique 
local. Ce puits thermique a pour effet l’apparition d’un flux thermique local entre la pièce en 
contact avec le thermocouple et l’air ambiant dans lequel baigne le fil du thermocouple. Ce 
flux thermique entraîne l’apparition de gradients locaux au niveau des points de mesure. 
IV.2.5.3.1. Modélisation de l’impact des points de mesures 
Afin de quantifier l’influence de ces différents paramètres, la maquette avec les 
thermocouples est modélisée. Pour de rendre le modèle facilement exploitable (temps de 
calculs réduits), des simplifications sur la représentation des thermocouples ont du être faites 
(Fig. IV-20). Les deux fils de 80µm de diamètre ont été remplacés par un fil de 112µm de 
diamètre de conductivité équivalente. Cette conductivité est égale à la moyenne des 
conductivités des deux fils. La gaine en téflon est modélisée au moyen d’une résistance 
thermique équivalente. Une partie du fil (30cm) à l’extérieur des différents blocs a été 
modélisé afin de prendre en compte la convection autour du fil. Le coefficient de convection 
tient compte de la résistance thermique de la gaine. Une cavité remplie d’air de 0.5mm de 
profondeur et de 1mm de diamètre permet de prendre en compte les erreurs de positionnement 
du thermocouple. 
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Fig. IV-20 : Modélisation de l’implantation d’un thermocouple 
Des simulations sont faites pour différentes positions du thermocouple (5mm, 10mm, 15mm 
du centre) afin de voir l’influence de la position du thermocouple sur les erreurs de mesures. 
Les profils de températures (Fig. IV-21, Fig. IV-22, Fig. IV-23) permettent de voir la plage de 
variation possible des valeurs mesurées pour un point de fonctionnement donné (courbes 
simulation inf et simulation sup). Le profil utilisé pour le dimensionnement est aussi mis sur 
ces courbes (dimensionnement). Pour tous les points du profil, la température utilisée pour le 
dimensionnement est bien comprise dans la fourchette de variation de la température mesurée. 
L’erreur de mesure (Tab. IV-14) augmente quand le point de mesure s’éloigne du centre. 
Cette augmentation de la fourchette de variation de température mesurée est due à la 
réduction de la longueur de fil circulant dans les pièces. La circulation du fil dans la pièce 
permet de réduire l’effet puits thermique du fil qui est en convection naturelle à l’extérieur de 
la pièce. Ceci permet d’expliquer que les mesures donnent de meilleurs résultats pour la ligne 
de point situé le plus proche du centre (r=5mm). 
r 5mm 10mm 15mm 
Dissipateur 3.0 1.9% 3.8 2.4% 5.2 3.3% 
Cuivre 2.1 1.4% 4.9 3.1% 14.6 9.3% 
Molybdène 3.4 2.2% 7.4 4.7% 21.9 13.9% 
Tab. IV-14 : Erreur maximale de mesure 
Remarque : Dans le calcul de l’erreur de mesure maximale, l’erreur du au thermocouple 
±0.5°C et à la chaîne de mesure ±0.5°C sont incluses. 
Les erreurs de mesures sont importantes pour tous les points et plus particulièrement pour les 
points situés à 10 et 15mm de centre. Ces précisions de mesures sont incompatibles avec une 
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Fig. IV-21 : Influence de la position du thermocouple (r=5mm, P=1200W) 
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Fig. IV-23 : Influence de la position du thermocouple (r=15mm, P=1200W) 
IV.2.5.3.2. Méthode de réduction des incertitudes de mesures 
Pour réduire cette erreur de mesure plusieurs méthodes peuvent être utilisées tant au niveau de 
la fixation et du positionnement du thermocouple que de la réduction des fuites thermique au 
niveau des fils de thermocouples. 
Afin de réduire les fuites thermiques au niveau des fils de thermocouple, la conductivité des 
fils doit être diminuée. Deux méthodes peuvent être utilisé pour cela : réduction du diamètre 
des fils (impossible dans notre cas) et réduction de la conductivité des fils. La réduction de la 
conductivité des fils se fait en changent le type de thermocouple utilisé. La conductivité 
équivalente des fils de thermocouple utilisables dans la plage de température 0°C-200°C est 
donnée ci-dessous. La conductivité équivalente d’un fil de thermocouple est égale à la 
moyenne des conductivités de chaque fil utilisé. L’influence du type de thermocouple sur 
l’erreur de mesure a été étudiée par simulation (Tab. IV-16). Le thermocouple de type K 
permet de réduire fortement l’erreur de mesure pour les points situés loin du centre (r=15mm) 
cette réduction de l’erreur diminue lorsque le points ce rapproche du centre (r=10mm et 
r=5mm). Cette diminution montre une réduction de l’influence de la conductivité des fils de 
thermocouples sur la mesure lorsque la profondeur augmente. La profondeur du thermocouple 
permet de limiter l’effet d’ailette des fils des thermocouples. En diminuant de gradient de 
température à proximité immédiate du point de mesure. 
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Thermocouple Conductivité équivalente 
K 24.5 W.m-1.K-1 
T 200 W.m-1.K-1 
J 50 W.m-1.K-1 
Tab. IV-15 : Conductivité équivalente des thermocouples 
Thermocouple Matériaux r=5mm r=10mm r=15mm 
Al 2.0% 2.1% 2.3% 
Cu 1.2% 1.2% 1.2% K 
Mo 2.2% 2.2% 2.2% 
Al 2.0% 2.9% 4.4% 
Cu 1.6% 4.8% 16.4% T 
Mo 2.3% 6.9% 24.3% 
Tab. IV-16 : Influence du type de thermocouple sur l’erreur de mesure 
Les fuites peuvent être aussi réduites en limitant la convection autour du fil appelé aussi effet 
d’ailette. Pour cela les fils doivent être confinés afin de réduire la convection. Pour un 
thermocouple composé de fils de 80µm, la longueur utile à isoler est de l’ordre de 30cm. Une 
autre solution consiste à augmenter la température ambiante autours du fil en le confinant au 
plus proche des éléments de la maquette. La simulation permet de voir l’influence de l’effet 
d’ailette du fil de thermocouple sur l’erreur de mesure (Tab. IV-17). Pour cela la température 
de référence autour du fil à été augmenté de 25°C à 100°C afin de prendre en compte le 
confinement. Le confinement entraîne une diminution sensible de l’erreur de mesure. 
T fil Matériaux r=5mm r=10mm r=15mm 
Al 2.0% 2.9% 4.4% 
Cu 1.6% 4.8% 16.4% 25°C 
Mo 2.3% 6.9% 24.3% 
Al 2.0% 2.8% 4.5% 
Cu 1.2% 1.5% 3.7% 100°C 
Mo 2.2% 3.4% 11.3% 
Tab. IV-17 : Influence de l’effet d’ailette sur l’erreur de mesure (thermocouple type T) 
Vu la configuration de l’implantation des thermocouples, la précision du positionnement peut 
être difficilement amélioré. Le gradient de température dû aux erreurs de positionnement peut 
être réduit en fixant le thermocouple au fond du trou au moyen d’une colle présentant une 
bonne conductivité thermique voire d’une brasure. La brasure présente une conductivité 
thermique plus importante que la colle, ce qui réduit l’erreur de mesure. Par contre, un 
protocole particulier doit être mis en place afin de braser précisément un thermocouple au 
fond d’un trou de faible diamètre et de grande profondeur. 
Le brasage des thermocouples peut se faire en utilisant la méthode mise au point par J.P. 
Bardon [Bar94]. Cette méthode a été dévellopée [Mas04] pour mesurer la température et le 
flux surfaciques dans des moules à injection utilisés pour la production de pièces en matières 
plastiques. Le positionnement et la fixation des thermocouples se fait dans un cylindre. Le 
cylindre est coupé dans le sens de la hauteur. Les thermocouples sont brasés sur ce plan de 
coupe. La brasure et le positionnement des thermocouples sont réalisés sur une surface 
apparente, ce qui permet d’atteindre une erreur de positionnement de l’ordre de la centaine de 
microns. Une fois les thermocouples en place, le cylindre est refermé et embouti dans un trou 
pratiqué dans le moule. Le trou en question doit être parallèle aux lignes de flux car le capteur 
est monodimensionnel. De plus, le matériau du capteur et de la pièce doivent êtres identiques. 
Cette méthode nécessite une installation préalable des thermocouples avant la finition des 
surfaces de contact : rectification et dépôt des métallisations. Ce qui peut poser des problèmes 
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lors du dépôt des métallisations qui se fait par électrolyse. Un autre problème doit être résolu : 
le cheminement des fils. 
IV.2.5.4. Influence de la force de serrage 
L’influence de la force de serrage sur les différentes résistances thermiques a été mesurée. 
Pour cela, la force de serrage a été modifiée en suivant un cycle (20kN, 15kN, 10kN, 15kN 
20kN). Les variations de la force de serrage sont limitées à la moitié de la pression nominale 
car des pressions plus faibles ne sont pas réalistes et entraîneraient des dissipations 
thermiques au niveau des contacts qui viendraient fausser les mesures. Ceci est une limitation 
de la maquette mise en place car les chemins thermiques et électriques sont les mêmes. Des 
forces de serrage supérieures à la pression nominale ne sont pas explorées pour éviter 
d’endommager la maquette et plus particulièrement le wafer de diode qui sert de source de 
flux. Les mesures d’influence de la force de serrage sont faites après six mises sous pressions 
successives. Les phénomènes liés aux la premières mises en pression ne sont pas étudiés 
[Wah03].  
Seul le caractère hystérétique ou non de la courbe résistance thermique de contact en fonction 
de la pression est caractérisé. 
La pression de serrage variant, la mesure indirecte de la température du wafer n’est pas faite. 
En effet, une calibration doit être faite après chaque modification de la force de serrage. 
L’influence de la force de serrage sur la résistance thermique Wafer molybdène (Mo-Wafer) 
n’est donc pas étudiée. 
Une vérification préalable des mesures est faite. Si la résistance thermique de contact 
n’augmente pas lorsque la force de serrage diminue ou bien que des valeurs négatives sont 
présentes, la mesure n’est pas prise en compte. La méthode de mesure n’étant pas fiable, les 
résultats présentés dans ce paragraphe sont analysés de façon qualitative. Pour faciliter cette 
analyse les résistances thermiques de contact sont dimensionnées en fonction de la résistance 
maximale pour chaque groupe de points de mesures et chaque méthode d’extraction. 
Pression (kN) 20 15 10 15 20 
Al-Cu 68% 89% 100% 90% 80% 
Cu-Mo 73% 85% 100% 81% 79% 














Fig. IV-24 : Influence de la force de serrage sur les résistances thermiques (valeurs adimensionnées) 
CHAPITRE IV :  
Résistances thermiques de contact 
116 
La faible variation de la pression de serrage ne permet pas de constater que la caractéristique 
présente une hystérésis. La caractéristique est plutôt linéaire. Les variations présentent pour 
les fortes pressions de serrage sont sûrement dues à des erreurs de mesures. En effet, la 
résistance thermique de contact à tendance à décroître pour des cycles de serrage desserrage 
successifs [Wah03] pour un contact plastique. Dans notre cas, la résistance thermique 
augmente sur un cycle de serrage desserrage et cela pour les deux contacts. 
IV.2.6. Conclusion 
Les valeurs de résistances de contact obtenues par la mesure sont loin des valeurs obtenues 
lors du recalage du modèle de l’IGCT. Plusieurs explications peuvent être données à ces 
différences. 
Une différence entre les surfaces des échantillons et les surfaces du composant peut être à 
l’origine de ces différences de résistances thermique de contact. 
La non uniformité de la pression peut entraîner des non uniformités du flux thermique 
circulant dans l’assemblage et ainsi perturber la mesure de la résistance thermique de contact. 
Le flux thermique dissipé au niveau de la diode n’est pas forcément uniforme, ce qui peut 
aussi perturber la mesure. En effet toutes les mesures de résistance thermique de contact se 
font normalement avec des flux monodimensionnels. 
Les méthodes de mesures des résistances thermiques de contact sont indirectes et nécessitent 
dont des mesures de température et de flux très précises. Une estimation de l’erreur de mesure 
doit donc être faite afin de justifier ces résultats. 
IV.3. Conclusion du chapitre 
L’estimation des résistances thermiques de contact aussi bien par la mesure que par le calcul 
est un problème à part entière. La mesure des résistances thermiques de contact nécessite des 
mesures de températures très précises (±1°C), ce qui demande des méthodes de report des 
thermocouples très fines afin de connaître très précisément la position du points de mesure, et 
limiter l’influence de celui-ci sur la mesure. La chaîne de mesure numérique qui traite ces 
données doit aussi être étalonnée finement afin de limiter les erreurs de numérisation du 
signal. 
Malgré ces difficultés l’estimation des résistances thermiques de contact doit être améliorée 
afin de pouvoir fiabiliser l’utilisation de la modélisation thermique. En effet la plus grosse 
incertitude lors de la modélisation thermique d’un composant électronique se situe au niveau 
des résistances thermiques de contact. Pour lever ces incertitudes, la mesure thermique sur un 
composant en fonctionnement suivit d’un recalage du modèle est donc obligatoire. 
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CHAPITRE V  
Exploitation du modèle 
Le modèle thermique mis en place peut être utilisé pour diverses études en régime permanent 
comme en régime transitoire. 
Le modèle est tout d’abord utilisé en régime permanent pour la caractérisation thermique du 
composant. L’étude de l’influence du sens de circulation de l’eau doit permettre de quantifier 
la dissymétrie verticale induite par le système de refroidissement. 
Une étude en régime transitoire est faite sur une séquence de fusion de four à arc. Cette étude 
doit permettre de connaître la puissance dissipée et la température de fonctionnement du 
composant à tout instant de la séquence de fusion. L’influence de la loi de commande du 
convertisseur sur la puissance dissipée et la température de fonctionnement de l’IGCT sur un 
profil de mission est aussi étudiée. Les variations de la température de fonctionnement de 
l’IGCT sont utilisées pour estimer la durée de vie du composant. 
V.1. Application à la caractérisation thermique des composants 
Les résistances thermiques données dans les documents constructeur sont calculées à partir de 
mesures de températures et de puissances. Pour des composants en boîtiers press-pack, seule 
la température moyenne des parties actives (zones de dissipation) du wafer est mesurée. Cette 
mesure se fait en utilisant des paramètres thermosensibles. La mesure de la température de 
l’interface est effectuée en considérant la moyenne entre plusieurs températures ponctuelles 
mesurées sur les deux faces du composant. Pour l’IGCT, seule la résistance thermique totale 
entre la jonction et la température moyenne des deux faces est définie. 
Le modèle permet de calculer la résistance thermique totale, mais aussi les résistances 
thermiques d’anode et de cathode entre la jonction et la surface d’anode ou de cathode du 
composant. Une première valeur est calculée en utilisant la même méthode que pour les 
mesures (Tmoyen). Une seconde est calculée en utilisant les températures maximales (Tmax). 
Les différentes valeurs des résistances thermiques ainsi obtenues sont regroupées (Tab. V-1). 
Les méthodes de calcul des résistances thermiques sont données en annexe (ANNEXE H). La 
différence entre les valeurs des documents constructeur et celles déduites du modèle tant en 
température maximale que en température moyenne est due aux marges de sécurité prises par 
le fabricant. 
Les valeurs de résistance thermique permettent de voir que la répartition du flux thermique 
entre les deux faces du composant n’est pas symétrique. Cette dissymétrie s’explique par la 
géométrie du boîtier : du côté de l’anode les passages de gâchette entraînent une réduction de 
la surface de passage du flux thermique. Les valeurs des résistances thermiques calculées à 
partir des températures maximales peuvent être utilisés pour avoir une idée de la température 
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maximale de jonction. Cependant, par définition, les réseaux nodaux et donc la notion 




Anode  13.2 14.6 
Cathode  14.4 14.7 
Boîtier 8.5 6.9 6.8 
Tab. V-1 : Résistances thermiques jonction boîtier 
La simulation permet d’avoir plus d’informations que les mesures. Les résistances thermiques 
peuvent être calculés plus facilement, sans nécessiter de lourdes phases de mesure. Sur ce 
type de composant une source de courant de plusieurs kA est nécessaire pour les mesures en 
conduction. De plus, la simulation thermique permet de connaître précisément le champ de 
température et les lignes de flux dans le composant. L’influence du système de 
refroidissement sur la répartition du flux et dont sur le champ de température peut être pris en 
compte lors du dimensionnement du système de refroidissement afin d’en optimiser son 
fonctionnement et son encombrement. La bonne connaissance de la répartition du flux et du 
gradient de température doit permettre de réduire les marges prises lors du dimensionnement 
du système de refroidissement. 
V.2. Influence du sens de circulation de l'eau 
Le boîtier présente une dissymétrie entre les deux faces, la résistance thermique est plus faible 
du côté de l’anode. De plus, le système de refroidissement présente lui aussi une dissymétrie. 
Les deux dissipateurs sont connectés en série. La température de l’eau circulant dans le 
dissipateur d’entrée est donc plus faible que pour le dissipateur de sortie. Le dissipateur 
d’entrée est donc plus efficace que le dissipateur de sortie. Sur la maquette, l’eau entre par le 
dissipateur d’anode et ressort par le dissipateur de cathode. L’influence du sens de circulation 
est étudiée dans ce paragraphe. L’étude est faite en prenant comme cas de référence un 
hacheur dont les caractéristiques sont données ci-dessous. 
Tension de bus 2000V 
Courant de charge 1500A 
Fréquence de découpage 500Hz 
Rapport cyclique 0.5 
Débit d’eau variable 
Température de l’eau 15°C 
Tab. V-2 : Point de fonctionnement du hacheur 
La température maximale du wafer ainsi que la répartition du flux thermique entre les faces 
sont relevées pour différents débits (Tab. V-3). Sur les champs de température (Fig. V-1), 
l’influence du sens de circulation de l’eau se voit très bien, le dissipateur le plus froid est le 
dissipateur d’entrée. 
Le sens de circulation de l’eau dans les dissipateurs influe bien sur la répartition du flux 
thermique entre le deux faces. Cette répartition dépend du débit : pour des débits faibles, 
l’élévation de température entre les dissipateurs est plus importante et donc l’efficacité du 
dissipateur le plus chaud est encore diminuée. 
L’influence du sens de circulation de l’eau sur la température maximale du wafer est minime. 
Pour un point de fonctionnement du système de refroidissement donné (débit et température 
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d’entrée) la variation de la température maximale du wafer est de l’ordre de 1°C lorsque le 
sens de circulation de l’eau est modifié. Cependant, mettre le dissipateur le plus froid du côté 
de l’anode permet de faire passer une plus grande partie du flux thermique par un chemin de 
meilleure conductivité et permet d’avoir un gain de quelques degrés sur la température 
maximale du wafer ceci étant d’autant plus important que le débit est faible. 
Débit (l/min) 4.5 4.5 3.5 3.5 2.5 2.5 
Entrée d’eau anode cathode anode cathode anode cathode 
Tjmax (°C) 102.5 103.5 109.1 109.7 119.5 120.7 
Flux anode (W) 2216 53% 2058 49% 2260 53% 2086 49% 2348 54% 2105 48% 
Flux cathode (W) 1980 47% 2131 51% 2000 47% 2170 51% 2015 46% 2255 52% 
Tentré eau (°C) 15 15 15 15 15 15 
Tsortie eau (°C) 28.3 28.5 32.5 32.6 40.3 40.3 
Tab. V-3 : influence du sens de circulation de l’eau 
 
a. Entré de l’eau par l’anode 
 
b. Entré de l’eau par la cathode 
Fig. V-1 : Influence du sens de circulation de l’eau (2.8kV, 1.5kA, 500Hz, 4.5 l/min) 
V.3. Etude des variations de température sur convertisseur de 
four à arc à courant continu 
L’IGCT est un composant destiné aux applications de fortes puissances. Une étude de cas sur 
une nouvelle alimentation de four à arc développée au LEEI [Bas02] est prise comme 
exemple. Le principe de cette alimentation est de contrôler le courant d’arc au moyen de 
composants de puissance placés entre le réseau et les électrodes du four. Cette structure 
permet de réduire la pollution électrique du réseau induite par le convertisseur et ainsi de ne 
plus avoir besoin d’utiliser de stato-compensateur pour limiter ces perturbations. 
 
Fig. V-2 : Schémas de l’alimentation (source [Bas02]) 
Tension réseau 33kV 
Courant de charge 4*30kA 
Tension du bus continu 1200V 
Fréquence de découpage 1kHz 
Nombre d’IGCT 4*39 
Tab. V-4 : Caractéristiques de l’alimentation 
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Les variations de la température de fonctionnement des IGCT du convertisseur sont étudiées 
dans ce paragraphe. Les données d’entrée sont les courants circulant dans l’IGCT, le rapport 
cyclique, la tension du bus continu, la fréquence de découpage le débit d’eau dans les 
dissipateurs et la température d’entrée de l’eau. La puissance dissipée et les coefficients de 
convection sont calculés à partir de ces paramètres pour chaque pas de temps. 
Les variations de la température de fonctionnement sont calculées pour deux types de 
commande du convertisseur : commande à puissance constante et commande à courant 
constant. 
V.3.1. Extraction des paramètres de fonctionnement de l’IGCT 
Le courant circulant dans les IGCT et le rapport cyclique de découpage sont estimés à partir 
des formes d’ondes de la tension d’arc et du courant d’arc (Fig. V-3 & Fig. V-8). Le courant 
moyen sur une période de commutation pour chaque IGCT est calculé en fonction du courant 
d’arc et du nombre d’IGCT en parallèle utilisé pour contrôler de courant l’électrode. 




titi =  Eq. V-1 




V=α  Eq. V-2 
Les courbes utilisées pour ces calculs sont issues de simulations électriques réalisées à partir 
de mesures effectuées sur un four à arc industriel. Le pas de discrétisation est de 4ms. Ce pas 
est trop petit pour les simulations thermiques transitoires. Un calcul sur le profil complet de 
3300s prendrait 20 semaines sur un PC de dernière génération. A la vue des constantes de 
temps électro-thermique du système, le pas de temps de calcul a été ramené à 0.1s ce qui fait 
un calcul de 1 semaine environ. Les variations du courant d’arc et de la tension d’arc sont très 
rapides et aléatoire. Pour cette raison, les fichiers originaux ont été retravaillés afin de prendre 
en compte ces considérations dans le calcul thermique. Les fichiers d’entrée sont 
échantillonnés à 0.1s. Afin de limiter l’impact de l’échantillonnage d’un signal présentant de 




































Tous les autres paramètres sont constants pour toute la durée de la séquence de fusion. Leurs 
valeurs sont données dans le tableau ci-dessous. 
Tension de bus 1200V 
Fréquence de découpage 1kHz 
Débit d’eau 3.5l.min-1 
Température d’entrée de l’eau 20°C 
Tab. V-5 : paramètres de fonctionnement 
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V.3.2. Résultats 
Deux types de lois de commandes sont envisagés pour le four à arc. La première, à courant 
constant, est une loi de commande classique qui permet de réguler le courant dans chaque 
électrode. La seconde est une loi de commande à puissance constante. La puissance transférée 
absorbée sur le réseau est maintenue constante dans la limite du possible, ce qui permet de 
limiter très fortement la pollution du réseau électrique et d’augmenter la productivité du four. 
V.3.2.1. Puissance constante 
Les formes d’ondes du courant d’arc, de la tension d’arc et la puissance d’arc (Fig. V-3) pour 
un fonctionnement à puissance constante permettent de voir les effets de la loi de commande. 
La forme d’ondes du courant IGCT (Fig. V-4) a bien la même enveloppe que le courant d’arc. 
La réduction de l’amplitude des ondulations de courant est du au filtrage. La forme d’onde du 
rapport cyclique (Fig. V-4) a la même enveloppe que la tension d’arc. Les légères 
modifications entre les formes d’ondes de l’arc et celles du composant sont dues au filtrage 
nécessaire à l’utilisation de ces donnés pour la simulation. 
Le calcul permet de connaître la puissance dissipée (Fig. V-5) par l’IGCT sur tout le profil. 
Ce calcul prend en compte la température de fonctionnement et les variations du courant et du 
rapport cyclique. Les variations de la température de sortie d’eau (Fig. V-6) permettent de 
voir que le système de refroidissement fonctionne correctement, la température de sortie d’eau 
maximale est inférieure à 32°C. 
Les variations de la température maximale du wafer de l’IGCT (Fig. V-7) permettent de voir 
que les ondulations de température sont principalement de faible amplitude (~10°C). Par 
contre, la température maximale du composant en fonctionnement est toujours inférieure à 
85°C. Le système de refroidissement est donc surdimensionné car des composants de la 
famille des IGCT peuvent supporter des températures de 150°C. 
 
Fig. V-3 : Tension et courant d’arc commande à 
puissance constante 
 
Fig. V-4 : Rapport cyclique et courant d’IGCT 
commande à puissance constante (après filtrage) 
CHAPITRE V :  

















Fig. V-5 : Puissance dissipée par un IGCT 
















Fig. V-6 : Température de sortie de l’eau 
















Fig. V-7 : Température maximale du wafer 
commande à puissance constante 
V.3.2.2. Courant constant 
Les formes d’ondes du courant et de la tension d’arc (Fig. V-9) permettent de constater que le 
courant est bien régulé et que les ondulations sont très faibles. La tension d’arc est inchangée. 
Comme pour la commande à puissance constante, le courant dans l’IGCT (Fig. V-9) est 
proportionnel au courant d’arc et le rapport cyclique a la même enveloppe que la tension 
d’arc. 
La puissance dissipée au niveau de chaque IGCT sur une séquence de fusion (Fig. V-10) 
permet de voir que les variations de la puissance sont moins importantes pour la commande à 
courant constant. Cette réduction des ondulations est due à la suppression des ondulations de 
courant. 
Tout comme pour le fonctionnement à puissance constante, l’évolution de la température de 
sortie de l’eau (Fig. V-11) permet de voir que le système de refroidissement fonctionne 
correctement, la température maximale de sortie de l’eau est de l’ordre de 30°C. 
Rq. : Les pics locaux sur la température de sortie de l’eau (Fig. V-11) sont dus à des 
ondulations numériques. Ces ondulations n’ont pas une grosse influence sur les autres 
paramètres. 
Les évolutions de la température maximale du wafer (Fig. V-12) permettent de constater que 
comme pour la commande à puissance constante le système de refroidissement est 
surdimensionné. La température maximale est toujours inférieure à 75°C alors que le 
composant peut fonctionner jusqu à 150°C. Par contre, les ondulations de la température 
maximale du wafer sont bien moins nombreuses et de moins grande amplitude que pour la 
commande à puissance constante. La réduction du nombre et de l’amplitude des ondulations 
de température aura un impact direct sur la durée de vie du composant. 
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Fig. V-8 : Tension et courant d’arc commande à 
courant constant 
 
Fig. V-9 : Rapport cyclique et courant d’IGCT 














Fig. V-10 : Puissance dissipée par un IGCT 















Fig. V-11 : Température de sortie de l’eau  















Fig. V-12 : Température maximale du wafer 
commande à courant constant 
V.3.2.3. Conclusion 
La simulation sur une séquence de fusion de four à arc à courant continu a permis de 
comparer l’influence des lois de commande sur la puissance dissipée et la température de 
fonctionnement d’un IGCT. L’impact de la loi de commande sur la température de 
fonctionnement est flagrant et doit avoir un impact sur la durée de vie du composant. 
Par contre, la simulation permet de constater que le système de refroidissement des IGCT est 
sur dimensionné. La température maximale en fonctionnement est de l’ordre de 75°C poour 
un commande à courant constant et 85°C pour une commande à puissance constante. Cette 
température est inférieure à la température estimée (~90°C) au moyen des impédances 
thermique lors du dimensionnement de ce convertisseur [Alv041]. Ce dernier point montre 
bien les avantages de la modélisation thermique fine pour le dimensionnement des systèmes 
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de refroidissement. Un bémol peut cependant être mis sur cette méthode. Une semaine de 
calcul est nécessaire sur un PC de dernière génération pour avoir les variations de la 
température sur les 45 minutes d’un cycle de fusion. 
V.3.3. Estimation de la durée de vie 
Le profil de température obtenu par la simulation peut être utilisé pour estimer 
l’endommagement du composant pour chaque séquence de fusion ainsi que le nombre de 
cycles à rupture. 
La durée de vie des composants est estimée en utilisant les méthodes mises en place par M. 
CIAPPA [Cia02] et reprise par S. CARUBELLI [Car03]. Ces méthodes sont basées sur 
l’extraction des ondulations de la température maximale du composant après un filtrage des 
faibles ondulations. Les ondulations de température sont ensuite utilisées pour estimer 
l’endommagement pour une séquence de marche donné. Le nombre de séquences à rupture 
est déduit de l’endommagement pour une séquence. 
V.3.3.1. Endommagement et cycles à rupture 
Le modèle de vieillissement utilisé est un modèle de fatigue en puissance inverse. Pour 
chaque ondulation de température, le nombre de cycles à rupture peut s’écrire sous la forme 
suivante. Les paramètres B et a sont déterminés à partir des tests de power cycling effectués 
par ABB. Pour des raisons de confidentialité, ces paramètres ne sont pas donnés. 
a
f TBTN
−Δ=Δ .)(  Eq. V-3 
L’endommagement est défini comme le rapport entre le nombre de cycles et le nombre de 
cycle à rupture pour une ondulation de température donnée. La valeur de l’endommagement 
est comprise entre 0 pour un composant neuf n’ayant subit aucune variation de température et 






Δ=Δ  Eq. V-4 
En supposant une accumulation linéaire des endommagements, l’endommagement total pour 
une séquence peut être définit comme la somme des endommagements pour chaque 
ondulation de température de la séquence. 













−  Eq. V-5 
La fonction g(ΔT) est la distribution fréquentielle des excursions de température. Cette 
fonction peut être discrétisée. A chaque ondulation de température iTΔ , le nombre 
d’impulsion in  est associé. 
( ) ∑ −Δ== i aiicycle TB
nnEnd 1.1  Eq. V-6 
L’endommagement pour une séquence de fusion est calculé à partir de la fonction discrétisée. 
Le nombre de cycles de fonctionnement avant rupture est déduit de l’endommagement 
cumulé sur un cycle. L’endommagement se cumule linéairement entre chaque cycle de 
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marche. L’endommagement se cumule linéairement entre les séquences de fonctionnement. 
Ce qui permet de déduire le nombre de cycles à rupture en fonction de l’endommagement 
pour une séquence. 












 Eq. V-7 
V.3.3.2. Extraction des variation de température 
Les ondulations de température sont extraites de la température maximale du wafer de 
l’IGCT. Avant d’extraire les ondulations de température, un pré filtrage des variations de la 
température est fait afin d’enlever les ondulations de faibles amplitudes qui ne peuvent pas 
être traités par le modèle de Coffin-Manson. 
Le filtrage consiste à ne pas prendre en compte les variations de températures inférieures à 
2°C. Pour cela, lorsque la variation de température entre deux extremums locaux successifs 
est inférieure à 2°C, ils sont retirés. Afin de filtrer toutes les ondulations de températures 
inférieures à 2°C, le critère de filtrage doit être appliqué de manière itérative. 
Différentes méthodes d’extraction des ondulations de température sont utilisées afin d’être 
comparées. L’extraction des ondulations est faite à l’aide d’un programme qui traite la 
température de fonctionnement après filtrage. 
 
Fig. V-13 : Influence du filtrage sur un cycle thermique simplifié 
V.3.3.2.1. Méthode des variations positives 
Pour un cycle d’ondulation de température, l’ondulation de température correspond à la 
variation positive. 
+Δ=Δ ii TT  Eq. V-8 
Dans le cas de l’étude d’un profil, la somme des variations positives est égale à la somme des 
variations négatives. Pour connaître le nombre de cycles présentant la même amplitude, il 
suffit de classer et comptabiliser les variations positives. 
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Cette méthode ne permet pas de prendre en compte correctement les ondulations de 
températures lorsque les cycles sont fortement asymétriques, ce qui est le cas pour le four à 
arc. 
V.3.3.2.2. Méthode des variations positives et négatives 
Cette méthode est moins réductive que la précédente. Elle prend en compte les variations 
positives et négatives. Dans le cas d’une ondulation de température élémentaire l’amplitude 
peut s’écrire. 
2
−+ Δ+Δ=Δ iii TTT  Eq. V-9 
Dans le cas d’ondulations symétriques, l’ondulation est la même que pour les ondulations 
positives. Dans le cas de l’étude sur un profil, les variations positives et négatives sont classés 









N  Eq. V-10 
Cette méthode permet de prendre en compte l’influence de la non symétrie des ondulations 
sans privilégier la montée ni la descente. 
V.3.3.2.3. Méthode des variations moyennes 
Cette méthode ne découple pas les variations positives et négatives. Chaque ondulation de 
température est caractérisée par son ondulation moyenne qui est la moyenne de la variation 
positive et de la variation négative. 
Dans le cas de l’étude d’un profil, les ondulations sont classées et comptabilisées en fonction 
de leur ondulation moyenne. 
V.3.3.3. Calculs 
Les méthodes d’estimation présentées ci-dessus sont utilisées pour estimer la durée de vie de 
l’IGCT dans les deux cas de fonctionnement. 
V.3.3.3.1. Puissance constante 
La température maximale du wafer est utilisée pour le calcul de durée de vie. Le filtrage (Fig. 
V-14) permet d’enlever toutes les ondulations de très faibles amplitudes (ΔT<2°C). Le profil 
de température après filtrage ne contient que les minimums et maximums locaux utilisés pour 
la suite du calcul. 

















Fig. V-14 : Profil de température après filtrage 
commande à puissance constante 
La distribution des ondulations de température (Fig. V-15) permet de constater que les 
ondulations de températures sont majoritairement de très faible amplitude, inférieures à 10°C. 
Les différentes méthodes de calcul des ondulations n’ont pas une influence importante sur la 
distribution. Le plan amplitude temps (Fig. V-16) permet de constater que la majorité des 









































Fig. V-16 : Distribution des ondulations (variations 
moyennes) de température dans le plan amplitude 
temps 
La distribution de température est utilisée pour calculer l’endommagement pour chaque cycle 
de fusion. Le nombre de cycle à rupture est l’inverse de l’endommagement (Tab. V-6). Les 
résultats entre les différentes méthodes d’estimation des ondulations de température sont 
répartis sur trois décades. Les variations sont du même ordre de grandeur que celles obtenues 
lors des autres études [Cia02]. 
Variations Positives Positives et négatives Moyennes 
Endommagement pour un cycle de fusion 7.12 10-10 2.52 10-7 1.29 10-9 
Nb. de cycles à rupture 1.40 109 3.97 106 7.77 108 
Tab. V-6 : Endommagement et cycles à rupture 
V.3.3.3.2. Courant constant 
La température maximale du wafer est utilisée pour le calcul de durée de vie. Le filtrage (Fig. 
V-17) permet d’enlever toutes les ondulations de très faibles amplitudes (ΔT<2°C). Le profil 
de température après filtrage ne contient que les minimums et maximums locaux utilisés pour 
la suite du calcul. 
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Fig. V-17 : Profil de température après filtrage  
commande à courant constant 
La distribution des ondulations de température pour les différentes méthodes d’extraction 
(Fig. V-18) permet de constater que les ondulations sont de faible amplitude. La répartition 
des ondulations de température dans le plan amplitude temps (Fig. V-19) permet de constater 
que le nombre d’ondulations de températures est plus faibles pour la commande à courant 
constant. De plus pour les ondulations de températures sont proches de 5°C que pour la 
commande à courant constant. Pour la commande à puissance constante, les ondulations sont 






































Fig. V-19 : Distribution des ondulations de température 
dans le plan amplitude temps 
Le calcul de l’endommagement pour un cycle de fonctionnement et le nombre de cycles à 
rupture (Tab. V-7) permet de constater que les différentes méthodes de calcul donnent des 
résultats répartis sur deux décades. Cependant les résultats donnés par la méthode des 
ondulations moyennes semblent plus proches de la réalité de par la méthode d’extraction 
utilisée. Chaque ondulation est caractérisée par une moyenne entre l’ondulation positive et 
l’ondulation négative. 
Variations Positives Positives et négatives Moyennes 
Endommagement pour un cycle de fusion 8.75 10-9 2.65 10-7 1.36 10-9 
Nb. de cycles à rupture 1.14 108 3.78 106 7.33 108 
Tab. V-7 : Endommagement et cycles à rupture 
V.3.3.4. Conclusion 
Dans les deux cas, les valeurs de l’endommagement pour un cycle de fonctionnement sont 
très faibles et le nombre de cycle à rupture est donc très important. Pour ce type de four, un 
cycle de fusion est effectué chaque heure 24h/24h toute l’année sans interruption. Les valeurs 
obtenues au moyen du calcul de fiabilité prédictive montrent que le convertisseur n’est pas le 
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point sensible au niveau de la fiabilité de l’installation du four à arc. La durée de vie de ce 
type d’installation dépend de la cuve et des électrodes. 
Une première explication de ces valeurs est que les composants pressés sont moins sensibles 
aux ondulations de température que les composants en module. Cependant, cette explication 
ne suffit pas à expliquer les résultats obtenus. 
Une seconde explication peut venir de la méthode de calcul utilisée pour déterminer le 
nombre de cycle à rupture à partir du profil de température. Les ondulations de températures 
sont de très faible amplitude. Le modèle de Coffin-Masson n’est pas adapté à l’étude des 
ondulations de faibles amplitudes. La méthode présentée ici a été développée pour étudier des 
composant utilisés en traction. Dans les applications de traction les ondulations de 
température sont bien plus importantes de l’ordre de plusieurs dizaines de degrés. Pour 
prendre en compte les faibles ondulations de température, un autre modèle doit être utilisé. Ce 
modèle doit être basé sur des essais de durée de vie de faibles amplitudes. 
De plus une étude de sensibilité sur l’amplitude minimale des ondulations à filtrer permet de 
montrer que cette méthode n’est pas adaptée à l’étude de profils présentant de faibles 
ondulations. En effet lorsque l’ondulation minimale à rejeter augmente, les résultats du calcul 
donnent une durée de vie qui diminue de plusieurs décades. Les résultats sont les mêmes pour 
les deux lois de commande (Fig. V-20 & Fig. V-21). Si le paramètre de filtrage (ondulation 
minimale retenue) est augmentée afin d’obtenir un profil à deux ondulations de température. 
Les valeurs de ces ondulations sont respectivement de 53°C pour la commande à courant 
constant et de 65°C pour la commande à puissance constante chacune. Ces deux ondulations 
correspondent aux deux phases de fonctionnement présentes dans la séquence de fusion. 
L’endommagement dans ce cas la est respectivement de 0.52 10-6 et de 4.1 10-6 ce qui fait un 
nombre de cycles à rupture respectivement de 1.9 106 et de 2.4 105. La diminution du nombre 
de cycle à rupture lorsque l’ondulation minimale augmente est due au fait que des ondulations 




















Fig. V-20 : In fluence du paramètre de filtrage sur le 




















Fig. V-21 : In fluence du paramètre de filtrage sur le 
nombre de cycles à rupture (courant constant) 
Cependant les résultats obtenus avec la méthode traditionnelle avec un filtrage à 2°C peuvent 
êtres utilisés pour des études qualitatives (Tab. V-8) entre les différentes lois de commande. 
Les ondulations de courant étant moins importantes, la loi de commande à courant constant 
est moins contraignante sur les composants. Cependant, l’influence de la loi de commande 
n’est pas très importante, la différence sur le nombre de cycles à ruptures est inférieure à une 
décade. 
CHAPITRE V :  
Exploitation du modèle 
130 
 Courant constant Puissance constante 
Endommagement pour un cycle de fusion 1.36 10-9 1.29 10-9 
Nb. de cycles à rupture 7.33 108 7.77 108 
Tab. V-8 : Comparaison des deux lois de commande (méthode des ondulations moyennes) 
De plus, les modèles de durée de vie prédictive basés sur une approche statistique des 
ondulations de température couplées à des modèles de défaillance linéaire ne prennent pas en 
compte l’influence de la succession des ondulations de température. Une méthode basée sur 
des méthodes d’analyses fréquentielles devrait permettre de prendre en compte plus 
précisément les différentes ondulations de température sur le nombre de cycle à rupture. 
V.4. Conclusion du chapitre 
La méthode de modélisation et le modèle mis en place permettent d’étudier de nombreuses 
applications. Dans ce chapitre le modèle a été utilisé pour l’estimation des résistances 
thermiques de contact. L’étude de l’influence du sens de circulation de l’eau dans les 
dissipateurs a permis de montrer que le sens de circulation a un impact limité sur la 
température de jonction. L’étude des évolutions de la température et du flux thermique dans 
un IGCT utilisé dans un convertisseur d’alimentation de four à arc a permis de monter que le 
refroidissement de cette application est sur dimensionné. Les profils de température ont été 
utilisés pour estimer la durée de vie du convertisseur. Cependant, l’analyse de durée de vie 
prédictive doit être améliorée en ajoutant un modèle thermo-mécanique qui permettra une 
analyse fine des phénomènes d’usure du composant. 
D’autres utilisations de ce modèle sont envisageables. L’optimisation des systèmes de 
refroidissement en régime transitoire et permanent en fonction du convertisseur et de ces lois 
de commande peut être envisagé. La méthode de modélisation ainsi que modèle thermique 
peut être utilisé pour étudier les interactions thermiques présentes dans des convertisseurs 
intégrés dans la même bride de serrage ou bien lors de la mise en série d’IGCT dans une 
bride. 
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Conclusion 
Ce travail de thèse portait sur la mise en place d’un modèle électro-thermo-fluidique d’un 
IGCT 4.5kV 4kA. Les travaux de thèse ont été menés en collaboration entre le LEEI, 
EPSILON INGENIERIE et ABB semi-conducteurs. La modélisation thermique fine des 
composants de puissance et plus particulièrement en forte puissance se justifie par leur 
température maximale de fonctionnement qui est de l’ordre de 150°C pour des puissances 
dissipées de plusieurs kW. De plus les ondulations de température entraînent un vieillissement 
accéléré des composants. 
Le premier chapitre a été consacré à la description des composants utilisés dans des 
applications de fortes puissances. Le principe de fonctionnement, les types de boîtier ainsi que 
les moyens de refroidissement ont été présentés. Pour ces puissances le choix du composant 
se limite à l’IGBT ou l’IGCT. Les boîtiers sont de type « traction » si une isolation électrique 
est nécessaire ou bien « pressé ». Le refroidissement se fait dans la plupart des cas par eau. 
Les différentes méthodes de modélisation thermique ont aussi été présentées dans ce premier 
chapitre. Le choix de la méthode et des outils de modélisation doit être fait en fonction des 
objectifs recherchés. Un modèle 3D n’est pas nécessaire pour faire du pré-dimensionnement, 
un modèle résistif (méthode nodale) est amplement suffisant. 
Le second chapitre a été consacré à la modélisation électro-thermo-fluidique de l’IGCT. La 
méthode de modélisation mise en place permet de prendre en compte les principaux 
phénomènes physiques jouant sur la température de fonctionnement d’un composant de 
puissance. Le premier phénomène est le couplage entre la puissance dissipée et la température 
de fonctionnement du composant. Le second phénomène est le couplage entre la puissance 
dissipée et l’efficacité du système de refroidissement. Le modèle thermique conductif est un 
modèle 3D ce qui permet de prendre en compte et de connaître les gradients de température 
dans le composant. Le modèle thermique 3D permet de connaître les flux thermiques et les 
champs de température au prix de temps de modélisation et de calcul important. Le modèle 
résistif permet d’avoir la température maximale ou moyenne de jonction d’un composant très 
rapidement. 
Le troisième chapitre a été consacré à la validation de la méthode de modélisation mise en 
place et au recalage du modèle. Pour cela des mesures de température, électriques et 
fluidiques ont été faites sur un composant fonctionnant sous des conditions proches de son 
point de fonctionnement nominal. Une méthode de mesure de température a été mise en place 
afin de connaître la température à l’intérieur d’un composant en fonctionnement. Le modèle 
recalé permet de connaître la température en tous points du composant pour des 
fonctionnements en régime permanent et transitoire avec une bonne précision. 
Le quatrième chapitre a été consacré à l’estimation et à la mesure des résistances thermiques 
de contact. Les résistances thermiques de contact sont le plus gros point d’incertitude du 
modèle. Le calcul à partir de relevés profilométriques n’a pas donné de résultats satisfaisants. 
L’utilisation d’autres méthodes de calcul serait à envisager. La mesure des résistances 
thermiques de contact dans le cas d’une application réelle est très complexe. Le plus grand 
soin doit être apporté à la mesure de température afin d’avoir des résultats fiables. 
Conclusion 
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Le cinquième chapitre a été consacré à l’utilisation du modèle pour l’étude de cas concrets. 
Parmi ceux-ci l’étude des ondulations de température sur une phase de fusion de four à arc a 
permis de montrer l’utilité de ce type de modèles pour le dimensionnement du système de 
refroidissement et l’étude de la durée de vie prédictive. Cependant les modèles prédictifs ne 
sont pas adaptés à l’étude de fonctionnements sous de faibles ondulations de températures. Le 
couplage du modèle mis en place avec un modèle thermo-mécanique peut être envisagé afin 
de faire une étude plus fine des phénomènes d’usure du wafer qui entraînent la défaillance du 
composant. 
D’une façon générale, ces travaux ont permis de démontrer l’utilité de la mise en place de 
modèles thermiques précis des composants de puissance et de leur système de 
refroidissement. La modélisation thermique ne doit pas s’arrêter à la modélisation 3D 
conductive du composant. Le système de refroidissement qu’il soit à air ou à eau doit être 
modélisé précisément surtout pour des études en régime transitoire. Les couplages entre la 
puissance dissipée et la température de fonctionnement doivent être modélisés pour les études 
en régime transitoire. Une modélisation complète doit permettre de faire apparaître les 
éventuels emballement thermique qui peuvent se produire. 
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ANNEXE A  
Caractérisation du dissipateur 
Le principe de la caractérisation du dissipateur est de faire circuler de l’eau chaude (~50°C) 
dans le dissipateur et de mesurer le champ de température à la surface par thermographie 
infrarouge afin de voir si les tuyaux serpentant à la surface entraînent une dissymétrie du 
champ de température. La mesure doit se faire en régime transitoire. En effet la température 
de surface est uniforme en régime permanent (Fig. A-1). Pour faciliter la mesure, le 
dissipateur est peint en noir afin d’augmenter et d’uniformiser l’émissivité. La peinture 
utilisée a une émissivité de l’ordre de 0.96. L’eau est chauffée au moyen d’un ensemble de 
résistances montées sur des plaques à eau. Pour un débit de 4l/min et une température d’entrée 
d’eau de 15°C une puissance de l’ordre de 10kW est nécessaire pour avoir une température de 
sortie de l’ordre de 50°C. Ce système permet de chauffer l’eau assez vite ~1min pour monter 
à 50°C. 
La mesure permet de démontrer (Fig. A-2) que les tuyaux n’entraînent pas de dissymétrie 
majeure du dissipateur. La température est quasiment uniforme au niveau des tuyaux. Le 
gradient de température est inférieur à 2°C. Par contre au centre, la température est plus 
faible. Cette diminution de la température est due à l’absence de tuyau au centre du 
dissipateur. L’hypothèse de symétrie du dissipateur est donc vérifiée. 
 
Fig. A-1 : Champ de température en régime 
permanent (4l/min, 52°C) 
 
Fig. A-2 : Champ de température 
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ANNEXE B  
Modélisation des cylindres 
Le logiciel de simulation thermique REBECA-3D ne permet pas la modélisation directe des 
formes cylindriques. Deux méthodes ont été testées afin de modéliser les formes cylindriques. 
La première méthode est basée sur une discrétisation du cylindre par des cuboïdes. La 
seconde est basée par une discrétisation du cylindre par des quadrangles. 
B.1. Approximation cuboïde 
L’interface graphique de REBECA-3D ne permet pas actuellement de modéliser des formes 
autres que cuboïdales. Dans un premier temps, la modélisation d’objets cylindriques à base de 
cuboïdes a été testée. Le cylindre a été discrétisé par des cuboïdes de petite taille (Fig. B-1 & 
Fig. B-2) afin d’avoir une surface d’échange la plus proche possible de celle du cylindre. 
 
Fig. B-1 : Discrétisation d’un cercle par des carrés 
 
Fig. B-2 : Champ de température 
Pour voir si la discrétisation d’un cercle par des carrés donne des résultats satisfaisants, les 
profils de température sur un rayon et pour différents angles sont comparés avec le profil 
obtenu avec I-DEAS-TMG. Le profil de température sur un rayon donné par I-DEAS-TMG 
est pris comme référence puisque le calcul est fait sur un cercle réel ne subissant pas de 
discrétisation. 
Cette méthode de modélisation ne donne pas des résultats satisfaisants. La comparaison des 
profils de températures obtenus avec REBECA-3D et I-DEAS-TMG (Fig. B-3) permet de 
remarquer que le profil de température varie en fonction de l’angle θ  pour le modèle 
REBECA-3D. La discrétisation introduit donc une erreur qui dépend de l’angle (Fig. B-4). 
Cette erreur peut atteindre 20% dans le pire cas. Cette erreur est localisée au niveau de la 
transition entre le domaine qui dissipe et le domaine qui ne dissipe pas. L’approximation 
cuboïdale entraîne ne permet pas de modéliser le contact de deux cylindres précisément. 
θ 
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De plus la discrétisation d’un cercle par des carrés entraîne une erreur systématique sur le 
périmètre. Le périmètre du cercle discrétisé est le même que celui du carré qui contient le 



































Fig. B-4 : Erreur commise par la discrétisation en 
fonction du rayon 
 
Fig. B-5 : Non respect du périmètre 
B.2. Approximation quadrangulaire 
La modélisation avec l’interface graphique de REBECA-3D a été abandonnée. La 
modélisation se fait en décrivant les surfaces directement dans le fichier d’entrée du noyau de 
calcul de REBECA-3D. La discrétisation d’une surface cylindrique se fait en général au 
moyen de surfaces triangulaires. Le noyau de calcul de REBECA-3D ne permet de modéliser 
que deux types de surfaces élémentaires : le rectangle et le quadrangle. Avec ces deux 
éléments, il est cependant possible de discrétiser un cercle en utilisant un carré au centre et 
des quadrangles pour le reste de la surface (Fig. B-6). La modélisation des cercles est 
automatisée à l’aide un script PERL qui permet de générer des domaines de type disques ou 
couronnes. 
 
Fig. B-6 : Discrétisation d’un cercle par des 
quadrangles 
 
Fig. B-7 : Champ de température 
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La discrétisation d’un cercle au moyen de triangles ou de quadrangles peut se faire de 
différentes façons : 
¾ Respect de la surface du cercle 
¾ Respect du rayon du cercle (modèle inscrit dans le cercle) 
¾ Respect du périmètre du cercle 
En jouant sur la discrétisation angulaire (nombre de quadrangles sur un tour), il est possible 
de satisfaire deux conditions à la fois (respect du rayon et de la surface du cercle). On 
démontre (ANNEXE C) que pour un nombre de facettes supérieur à 25 les erreurs sur la 






































Fig. B-9 : Erreur commise en fonction des rayons 
Comme pour la discrétisation par des carrés, les profils de températures (Fig. B-8) issus d’un 
modèle REBECA-3D sont comparés avec ceux issu d’un modèle IDEAS-TMG pour 
différents angles. La discrétisation quadrangulaire n’entraîne pas d’erreur significative sur le 
profil de température. L’erreur maximale est de 3% pour une erreur moyenne de 0.7%. Cette 
méthode de discrétisation est donc exploitable pour modéliser des formes cylindriques avec 
REBECA-3D. La discrétisation par des quadrangles permet les réductions du modèle à une 
portion angulaire. Le carré du centre est alors remplacé par un quadrangle (Fig. B-10). 
 
Fig. B-10 : Réduction à 15° 
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ANNEXE C  
Discrétisation angulaire 
L’objectif de ce calcul est de déterminer l’erreur faite sur la surface et le périmètre d’un cercle 
discrétisé par des carrés ou des quadrangles. 
C.1. Surface 
La surface du cercle est : 
2.rScercle π=  Eq. C-1
La surface d’un triangle est : 
( )hrStri .2
1=  Eq. C-2 
 
Avec : 
)sin(. θrh =  Eq. C-3 
Et : 
n











1 2  Eq. C-5 
On en déduit : 
r
h













2  Eq. C-6 













1  Eq. C-7 
L’erreur sur la surface est inférieures à 1% si 25>n . Elle est 0.5% pour 36=n . 
 
Fig. C-1 : Erreur sur la surface 
C.2. Périmètre 
Le périmètre du cercle est : 
rccercle ..2π=  Eq. C-8 
La portion de périmètre pour chaque triangle est de : 
( )θcos..2 222 rrrctri −+=  Eq. C-9 
Avec : 
n
πθ .2=  Eq. C-10 
D’où : 
( )( )θcos1.2. −= rctri  Eq. C-11 
Donc : 
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( )( )θcos1.2.. −= rncdiscret  Eq. C-12 















1  Eq. C-13 
L’erreur sur le périmètre est inférieures à 1% si 13>n . Elle est 0.1% pour 36=n . 
 
Fig. C-2 : Erreur sur le périmètre 
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ANNEXE D  
Calcul des propriétés thermiques 
équivalentes 
D.1. Conductivité 
Les conductions équivalentes sont calculées à partir de réseaux nodaux. Le calcul des 
conductions à partir de mise en série et parallèle de résistance ou conductances est démontré 
ci-dessous pour des formes à surface de passage constante. Pour ce type de formes, la 
résistance thermique et la conductance thermique sont de la forme : 
λ.S
eRth =  Eq. D-1 
e
SCth λ.=  Eq. D-2 
D.1.1. Mise en série 
Le calcul de la conductivité équivalente ce fait pour des domaines de même forme et même 
surface. 
 
Fig. D-1 : Résistances en série 








 Eq. D-3 
Permet d’exprimer la résistance équivalente du circuit ci-dessus : 
21 RthRthRtheq +=  Eq. D-4 
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+  Eq. D-5 
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ee λλ  Eq. D-7 
D.1.2. Mise en parallèle 
Le calcul de la conductivité équivalente ce fait pour des domaines de même épaisseur. 
 
Fig. D-2 : Résistances en parallèle 








 Eq. D-8 
Permet d’exprimer la conductance équivalente du circuit ci-dessus : 
21 CthCthCtheq +=  Eq. D-9 






SSeq 221121 ..).( λλλ +=+  Eq. D-10 
D’où l’expression de la conductivité équivalente : 
( ) ( )1111121 .. SSSSeq λλλ ++= −  Eq. D-11 
Cette formule peut être généralisée. 



















.. λλ  Eq. D-12 
D.2. Applications 
Les formules démontrées ci-dessus sont utilisées pour calculer les différentes conductivités 
équivalentes. 
D.2.1. Doigts de cathode 
Pour le calcul de la conductivité le modèle des doigts de cathode est simplifié en deux blocs 
(Fig. D-3) : doigts et inter-doigts. L’échange thermique entre les deux blocs est supposé nul. 
 
Fig. D-3 : Modèle simplifié d’un doigt 
 
Fig. D-4 : Modèle résistif d’un doigt 
Le modèle simplifié permet d’extraire un modèle résistif (Fig. D-4). Le modèle résistif se 
décompose en mise en série et mise en parallèle de résistance. Le calcul de la conductivité est 
fait à partir de ce circuit et des relations démontrées précédemment. La relation de mise en 
série permet de calculer la conductivité de chaque bloc : 













eeee λλλ .  Eq. D-13 













eeee λλλ .int  Eq. D-14 
A partir de la conductivité de chaque bloc et de la loi de mise en parallèle, la conductivité 
équivalente d’un anneau est déduite : 
( ) ( )int1 ... int SSSS eqdoigteqintdoigteq doigtanneau λλλ ++= −  Eq. D-15 
Les expressions de mise en série et mise en parallèle ont été calculées pour des domaines de 
formes parallélépipédiques. Vu la faible taille et la faible distance entre les doigts (espace de 
qq. 100µm) et que la conduction transversale est négligée, les formules peuvent êtres utilisées 
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en fonction de la surface de l’anneau le nombre de doigts, de la surface d’un doigt et de 











 Eq. D-16 
Air 26 
Silicium 12 
Aluminium cathode 28 
Aluminium gachette 14 
Tab. D-1 : Epaisseur des domaines (en µm) 
Dans le calcul de la conductivité équivalente, la conductivité du silicium est prise dépendante 







⎛= TSiλ  Eq. D-17 












λλ  Eq. D-18 
Pour cela, la valeur de la conductivité équivalente de chaque anneau est calculée pour 
différentes températures entre 80°C et 120°C. Ces valeurs sont utilisées pour calculer les 
paramètres de la fonction conductivité. 
D.2.2. Ressort 
Le calcul de la conductivité équivalente se fait comme pour les îlots de cathode à partir du 
réseau nodal du ressort (Fig. D-5). Pour ce calcul, la conductivité de l’air est supposée 
négligeable face à celle du ressort en acier. Le réseau nodal se limite donc à la géométrie du 
ressort. Comme pour les îlots de cathode le transfert thermique est majoritairement vertical. 
La conduction est donc isotrope. 
 
Fig. D-5 : Modèle nodal du ressort 
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D.3. Capacité calorifique 
Les capacités calorifiques équivalentes sont calculées à partir des géométries simplifiées 
utilisées pour le calcul des conductions équivalentes. 
D.3.1. Calcul 
La capacité calorifique est par définition l’énergie nécessaire pour élever de 1°C une masse de 




=  Eq. D-19 
Si la masse en question est composée des deux matériaux différents, l’énergie pour élever la 






+=  Eq. D-20 




























Cpeq  Eq. D-21 





+=  Eq. D-22 













 Eq. D-23 
La capacité calorifique équivalente ne dépend pas de la répartition géométrique des différents 
matériaux à modéliser. La capacité calorifique équivalente dépend des masses et des capacités 
calorifiques des différents matériaux. 
D.3.2. Application 
Les formules démontrées ci-dessus sont utilisées pour calculer les différentes capacités 
calorifiques équivalentes. L’influence de la température sur les chaleurs massiques est très 
faible. Les chaleurs massiques équivalentes sont donc indépendantes de la température. 
D.3.2.1. Doigts de cathode 
Aucune simplification n’est faite pour le calcul de la capacité calorifique équivalente des 
doigts de cathode. La répartition des doigts de cathode n’est pas la même entre les différents 
anneaux, une chaleur massique équivalente est calculée pour chaque anneau. 
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++= ...  Eq. D-24 
D.3.2.2. Ressort 
La masse de l’air qui entoure le ressort et négligée. La chaleur massique équivalente du 
ressort est donc égale à la chaleur massique de l’acier utilisé pour le ressort. 
aciereq CpCp ressort =  Eq. D-25 
D.4. Densité 
Les densités équivalentes sont calculées à partir des géométries simplifiées utilisées pour le 
calcul des conductions équivalentes. L’influence de la température sur les densités est très 
faible. Les densités équivalentes sont donc indépendantes de la température. 
D.4.1. Calcul 
La densité équivalente ne dépend pas de la répartition géométrique des différents matériaux à 
modéliser. La densité équivalente dépend des volumes et des masses des différents matériaux. 






+=ρ  Eq. D-26 











+= ρρρ  Eq. D-28 
















ρ  Eq. D-29 
D.4.2. Application 
Les formules démontrées ci-dessus sont utilisées pour calculer les différentes densités 
équivalentes. 
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D.4.2.1. Doigts de cathode 
Aucune simplification n’est faite pour le calcul de la densité équivalente des doigts de 
cathode. La répartition des doigts de cathode n’est pas la même entre les différents anneaux, 









++= ... ρρρρ  Eq. D-30 
D.4.2.2. Ressort 
La densité de l’air est négligée devant la densité de l’acier. La densité équivalente du ressort 






.ρρ  Eq. D-31 
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ANNEXE E  
Mesure de l'énergie au blocage 
L’énergie au blocage est mesurée à partir d’essais mono-coups fait en enceinte climatique. 
 
Fig. E-1 : Circuit utilisé pour les essais en mono-coups (source ABB) 
ANNEXE E :  




Fig. E-2 : Résultats des essais mono-coups 
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ANNEXE F  
Format des fichiers d'entrée 
REBECA-3D 
Un certain nombre de fichiers sont utilisés pour communiquer des informations au modèle 
thermique REBECA-3D. Des extraits de ces différents fichiers sont donnés dans cette annexe. 
F.1. Fichier variationnel 
Le fichier variationnel donne les variations des différents paramètres électriques au court 
d’une mission. Un extrait de ce fichier est donné pour un four à arc mono-phasé. Le pas de 
temps d’échantillonnage est volontairement passé à 1s, pour les calculs il est de 0.01s. 
5 
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Time i(A) alpha V(V) Fdec(Hz) Lc(µH) 
0 0 0 1200 1000 0.8 
1 655.8 0.2352 1200 1000 0.8 
2 642.2 0.4621 1200 1000 0.8 
3 667.3 0.3463 1200 1000 0.8 
4 656 0.26 1200 1000 0.8 
5 669.4 0.2204 1200 1000 0.8 
6 669.4 0.3313 1200 1000 0.8 
7 691.6 0.3505 1200 1000 0.8 
8 644.2 0.1563 1200 1000 0.8 
9 674.6 0.2958 1200 1000 0.8 
10 661.3 0.2969 1200 1000 0.8 
11 656.3 0.2583 1200 1000 0.8 
12 667.3 0.2733 1200 1000 0.8 
13 663.9 0.3868 1200 1000 0.8 
14 663.4 0.1207 1200 1000 0.8 
15 670.2 0.3409 1200 1000 0.8 
16 665.2 0.3561 1200 1000 0.8 
17 666 0.5508 1200 1000 0.8 
18 653.7 0.2211 1200 1000 0.8 
19 663.1 0.4902 1200 1000 0.8 
20 676.4 0.4818 1200 1000 0.8 
21 671.7 0.4244 1200 1000 0.8 
22 670.9 0.4053 1200 1000 0.8 
23 685.3 0.4258 1200 1000 0.8 
24 668.8 0.4277 1200 1000 0.8 
25 702.1 0.4532 1200 1000 0.8 
26 668.8 0.4319 1200 1000 0.8 
27 653.7 0.2965 1200 1000 0.8 
28 670.7 0.3779 1200 1000 0.8 
29 671.5 0.3922 1200 1000 0.8 
30 656.8 0.2174 1200 1000 0.8 
31 676.2 0.4467 1200 1000 0.8 
32 655.5 0.3252 1200 1000 0.8 
33 663.4 0.354 1200 1000 0.8 
34 654.2 0.4055 1200 1000 0.8 
35 689 0.3498 1200 1000 0.8 
36 668.3 0.4499 1200 1000 0.8 
37 659.9 0.4031 1200 1000 0.8 
38 689.5 0.4794 1200 1000 0.8 
39 666.5 0.3318 1200 1000 0.8 
40 670.2 0.3713 1200 1000 0.8 
47 721.7 0.3578 1200 1000 0.8 
48 689.8 0.1638 1200 1000 0.8 
49 642.7 0.3367 1200 1000 0.8 
50 650.8 0.54 1200 1000 0.8 
51 712.5 0.4322 1200 1000 0.8 
52 698.7 0.3416 1200 1000 0.8 
53 666 0.4621 1200 1000 0.8 
54 701.8 0.4193 1200 1000 0.8 
55 654.5 0.2962 1200 1000 0.8 
56 662.6 0.1568 1200 1000 0.8 
57 678.8 0.372 1200 1000 0.8 
58 681.9 0.4668 1200 1000 0.8 
59 666.8 0.2204 1200 1000 0.8 
60 670.4 0.3683 1200 1000 0.8 
61 667.5 0.2295 1200 1000 0.8 
62 661.8 0.3521 1200 1000 0.8 
63 693.4 0.1689 1200 1000 0.8 
64 657.6 0.1816 1200 1000 0.8 
65 675.9 0.3725 1200 1000 0.8 
66 639.3 0.2335 1200 1000 0.8 
67 669.9 0.245 1200 1000 0.8 
68 672.5 0.2787 1200 1000 0.8 
69 658.9 0.3292 1200 1000 0.8 
70 666.8 0.4228 1200 1000 0.8 
71 643.2 0.1671 1200 1000 0.8 
72 663.1 0.1797 1200 1000 0.8 
73 728 0.3491 1200 1000 0.8 
74 666.8 0.328 1200 1000 0.8 
75 645.6 0.2976 1200 1000 0.8 
76 679.8 0.4305 1200 1000 0.8 
77 673 0.424 1200 1000 0.8 
78 677.5 0.4425 1200 1000 0.8 
79 667.3 0.4485 1200 1000 0.8 
80 654.2 0.1486 1200 1000 0.8 
81 641.1 0.2794 1200 1000 0.8 
82 634.6 0.1462 1200 1000 0.8 
83 660.7 0.343 1200 1000 0.8 
84 673.3 0.3716 1200 1000 0.8 
85 643.7 0.1851 1200 1000 0.8 
86 652.9 0.3531 1200 1000 0.8 
87 654.2 0.1521 1200 1000 0.8 
88 689.8 0.2815 1200 1000 0.8 
89 673.3 0.267 1200 1000 0.8 
90 818.5 0.38 1200 1000 0.8 
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41 664.1 0.3753 1200 1000 0.8 
42 649 0.4144 1200 1000 0.8 
43 668.6 0.1341 1200 1000 0.8 
44 690.3 0.3442 1200 1000 0.8 
45 675.6 0.4319 1200 1000 0.8 
46 664.9 0.1549 1200 1000 0.8 
91 801.8 0.4504 1200 1000 0.8 
92 796.8 0.5021 1200 1000 0.8 
93 796.8 0.5791 1200 1000 0.8 
94 824.8 0.5594 1200 1000 0.8 
95 794.7 0.6149 1200 1000 0.8 
96 768.8 0.5335 1200 1000 0.8 
F.2. Fichiers comportementaux 
Les fichiers comportementaux sont générés à partir des expressions analytiques des différents 
modèles. Ces fichiers sont une représentation linéaire des matrices de variation des différents 
paramètres. Seuls des extraits de ces fichiers sont donné ici. 
F.3. Electro-thermique 




i(A) alpha V(V) Fdec(Hz) Lc(µH) dissipation_4 P 
0 0 0 0 0.5 10 0.0 
0 0 0 0 0.5 20 0.0 
0 0 0 0 0.5 30 0.0 
0 0 0 0 0.5 40 0.0 
0 0 0 0 0.5 50 0.0 
0 0 0 0 0.5 60 0.0 
0 0 0 0 0.5 70 0.0 
0 0 0 0 0.5 80 0.0 
0 0 0 0 0.5 90 0.0 
0 0 0 0 0.5 100 0.0 
0 0 0 0 0.5 110 0.0 
0 0 0 0 0.5 120 0.0 
0 0 0 0 0.5 130 0.0 
0 0 0 0 0.5 140 0.0 
0 0 0 0 0.5 150 0.0 
0 0 0 0 0.5 160 0.0 
0 0 0 0 0.5 170 0.0 
0 0 0 0 0.5 180 0.0 
0 0 0 0 0.5 190 0.0 
0 0 0 0 0.5 200 0.0 
0 0 0 0 0.75 10 0.0 
0 0 0 0 0.75 20 0.0 
0 0 0 0 0.75 30 0.0 
0 0 0 0 0.75 40 0.0 
0 0 0 0 0.75 50 0.0 
0 0 0 0 0.75 60 0.0 
0 0 0 0 0.75 70 0.0 
0 0 0 0 0.75 80 0.0 
0 0 0 0 0.75 90 0.0 
0 0 0 0 0.75 100 0.0 
0 0 0 0 0.75 110 0.0 
0 0 0 0 0.75 120 0.0 
0 0 0 0 0.75 130 0.0 
0 0 0 0 0.75 140 0.0 
0 0 0 0 0.75 150 0.0 
0 0 0 0 0.75 160 0.0 
0 0 0 0 0.75 170 0.0 
0 0 0 0 0.75 180 0.0 
0 0 0 0 0.75 190 0.0 
0 0 0 0 0.75 200 0.0 
0 0 0 0 1 10 0.0 
0 0 0 0 1 20 0.0 
0 0 0 0 1 30 0.0 
0 0 0 0 1 40 0.0 
0 0 0 0 1 50 0.0 
0 0 0 0 1 60 0.0 
0 0 0 0 1 70 0.0 
0 0 0 0 1 80 0.0 
0 0 0 0 1 90 0.0 
0 0 0 0 1 100 0.0 
0 0 0 0 1 110 0.0 
0 0 0 0 1 120 0.0 
0 0 0 0 1 130 0.0 
0 0 0 0 1 140 0.0 
0 0 0 0 1 150 0.0 
0 0 0 0 1 160 0.0 
0 0 0 0 1 170 0.0 
0 0 0 0 1 180 0.0 
0 0 0 0 1 190 0.0 
0 0 0 0 1 200 0.0 
0 0 0 0 1.25 10 0.0 
0 0 0 0 1.25 20 0.0 
0 0 0 0 1.25 30 0.0 
0 0 0 0 1.25 40 0.0 
0 0 0 0 1.25 50 0.0 
0 0 0 0 1.25 60 0.0 
0 0 0 0 1.25 70 0.0 
0 0 0 0 1.25 80 0.0 
0 0 0 0 1.25 90 0.0 
0 0 0 0 1.25 100 0.0 
0 0 0 0 1.25 110 0.0 
0 0 0 0 1.25 120 0.0 
0 0 0 0 1.25 130 0.0 
0 0 0 0 1.25 140 0.0 
0 0 0 0 1.25 150 0.0 
0 0 0 0 1.25 160 0.0 
0 0 0 0 1.25 170 0.0 
0 0 0 0 1.25 180 0.0 
0 0 0 0 1.25 190 0.0 
0 0 0 0 1.25 200 0.0 
0 0 0 0 1.5 10 0.0 
0 0 0 0 1.5 20 0.0 
0 0 0 0 1.5 30 0.0 
0 0 0 0 1.5 40 0.0 
0 0 0 0 1.5 50 0.0 
0 0 0 0 1.5 60 0.0 
0 0 0 0 1.5 70 0.0 
0 0 0 0 1.5 80 0.0 
0 0 0 0 1.5 90 0.0 
0 0 0 0 1.5 100 0.0 
0 0 0 0 1.5 110 0.0 
0 0 0 0 1.5 120 0.0 
0 0 0 0 1.5 130 0.0 
0 0 0 0 1.5 140 0.0 
0 0 0 0 1.5 150 0.0 
0 0 0 0 1.5 160 0.0 
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F.4. Thermo-fluidique 




Tref' (Tref, anode_inf_6, 4.854) v(m/s) TEMP anode_inf_5  h 
10 1.05 10 4535 
10 1.05 20 4742 
10 1.05 30 4927 
10 1.05 40 5081 
10 1.05 50 5209 
10 2.10 10 6970 
10 2.10 20 7289 
10 2.10 30 7573 
10 2.10 40 7810 
10 2.10 50 8007 
10 3.14 10 10956 
10 3.14 20 11457 
10 3.14 30 11903 
10 3.14 40 12276 
10 3.14 50 12585 
10 4.19 10 14898 
10 4.19 20 15579 
10 4.19 30 16186 
10 4.19 40 16693 
10 4.19 50 17113 
10 5.24 10 18560 
10 5.24 20 19408 
10 5.24 30 20165 
10 5.24 40 20796 
10 5.24 50 21319 
20 1.05 10 4847 
20 1.05 20 5069 
20 1.05 30 5266 
20 1.05 40 5431 
20 1.05 50 5568 
20 2.10 10 8407 
20 2.10 20 8792 
20 2.10 30 9134 
20 2.10 40 9420 
20 2.10 50 9657 
20 3.14 10 13072 
20 3.14 20 13670 
20 3.14 30 14203 
20 3.14 40 14648 
20 3.14 50 15016 
20 4.19 10 17269 
20 4.19 20 18058 
20 4.19 30 18762 
20 4.19 40 19349 
20 4.19 50 19836 
20 5.24 10 21147 
20 5.24 20 22114 
20 5.24 30 22976 
20 5.24 40 23695 
20 5.24 50 24291 
30 1.05 10 5202 
30 1.05 20 5440 
30 1.05 30 5652 
30 1.05 40 5829 
30 1.05 50 5975 
30 2.10 10 10159 
30 2.10 20 10623 
30 2.10 30 11037 
30 2.10 40 11383 
30 2.10 50 11669 
30 3.14 10 15116 
30 3.14 20 15807 
30 3.14 30 16423 
30 3.14 40 16937 
30 3.14 50 17363 
30 4.19 10 19558 
30 4.19 20 20452 
30 4.19 30 21249 
30 4.19 40 21915 
30 4.19 50 22466 
30 5.24 10 23724 
30 5.24 20 24808 
30 5.24 30 25775 
30 5.24 40 26582 
30 5.24 50 27251 
40 1.05 10 5574 
40 1.05 20 5829 
40 1.05 30 6056 
40 1.05 40 6246 
40 1.05 50 6403 
40 2.10 10 11739 
40 2.10 20 12276 
40 2.10 30 12754 
40 2.10 40 13154 
40 2.10 50 13485 
40 3.14 10 16985 
40 3.14 20 17761 
40 3.14 30 18453 
40 3.14 40 19031 
40 3.14 50 19510 
40 4.19 10 21751 
40 4.19 20 22745 
40 4.19 30 23632 
40 4.19 40 24372 
40 4.19 50 24985 
40 5.24 10 26359 
40 5.24 20 27565 
40 5.24 30 28639 
40 5.24 40 29535 
40 5.24 50 30278 
50 1.05 10 6440 
50 1.05 20 6734 
50 1.05 30 6997 
50 1.05 40 7216 
50 1.05 50 7397 
50 2.10 10 12979 
50 2.10 20 13572 
50 2.10 30 14101 
50 2.10 40 14543 
50 2.10 50 14908 
50 3.14 10 18461 
50 3.14 20 19305 
50 3.14 30 20057 
50 3.14 40 20685 
50 3.14 50 21205 
50 4.19 10 23615 
50 4.19 20 24695 
50 4.19 30 25658 
50 4.19 40 26461 
50 4.19 50 27126 
50 5.24 10 28595 
50 5.24 20 29903 
50 5.24 30 31068 
50 5.24 40 32041 
50 5.24 50 32847 
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ANNEXE G  
Méthode de calcul des erreurs 
Le calcul des différentes erreurs utilisées pour comparer les simulations et les résultats est 
explicité dans cette annexe. 
G.1. Puissance électrique 
Le calcul de l’erreur en puissance se fait en utilisant une méthode classique de calcul des 





PPε  Eq. G-1 
Pour limiter l’erreur statistique entre les différentes mesures, seule la moyenne des erreurs est 
présentée. 
G.2. Flux thermique 
Le calcul de l’erreur en flux se fait en utilisant une méthode classique de calcul des erreurs. 





φφεφ  Eq. G-2 
Pour limiter l’erreur statistique entre les différentes mesures, seule la moyenne des erreurs est 
présentée. 
G.3. Température 
Le calcul de l’erreur de température est fait en prenant l’écart maximal de température issu de 
la simulation comme référence. L’écart de température est pris entre la température maximale 
et la température d’entrée de l’eau dans le dissipateur. La température d’entrée de l’eau est 
prise comme référence à la place de la température ambiante car le transfert thermique se fait 








TTε  Eq. G-3 
Pour limiter les erreurs statistiques entre les différentes mesures, seules la moyenne des 
erreurs est présentée. 
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G.4. Temps de passage 
Pour comparer les variations de température à un échelon de température positif ou négatif, 
les temps de passage à différents niveaux du régime permanent sont utilisés. Le niveau du 
régime permanent niv en pourcent permet de calculer la température. 
( )nivTTTT initialfinalinitial .niv −+=  Eq. G-4 
Le temps de passage t est la durée entre l’application de l’échelon de puissance et le passage à 
la température en question. Le calcul de l’erreur se fait en utilisant une méthode classique de 





ttε  Eq. G-5 
G.5. Temps de passage relatif 
Pour comparer les réponses à un échelon négatif de puissance (refroidissement du composant 
après une coupure de la puissance), le temps de passage entre 20% et 70% de la valeur finale 
est utilisé. Le calcul de l’erreur se fait en utilisant une méthode classique de calcul des erreurs. 





ττετ  Eq. G-6 
Pour limiter l’erreur statistique entre les différentes mesures, seule la moyenne des erreurs est 
présentée. 
Cette méthode de calcul est utilisée pour comparer des valeurs issues de la mesure avec des 
résultats de simulation. L’utilisation un temps de passage relatif permet de s’affranchir du 
bruit de mesure qui ne permet pas de connaître précisément l’instant de modification de la 
puissance. 
 
Modélisation des couplages électro-thermo-fluidiques des composants en boîtier press-pack 
159 
ANNEXE H  
Méthode de calcul des résistances 
thermiques 
Le calcul des différentes résistances thermiques se fait de la manière suivante. 
L’écart de température est pris entre les températures moyennes ou maximales : 
maxmaxmax 21 TTT −=Δ  Eq. H-1 
moymoymoy TTT 21 −=Δ  Eq. H-2 
La puissance est prise à l’interface la plus proche du dissipateur dans le cas d’une résistance 
locale. Pour une résistance globale, c’est la puissance totale qui est prise. 
La résistance thermique est donc : 
φ
TRth Δ=  Eq. H-3 






















−=  Eq. H-6 
Avec jT  température de jonction moyenne ou maximale, cT  température moyenne ou 
maximale au niveau du boîtier, 
ac
T  température moyenne ou maximale au niveau du boîtier 
côté anode, 
kc
T  température moyenne ou maximale au niveau du boîtier côté cathode, aφ  flux 
thermique à l’interface entre le composant et le boîtier côté anode, kφ  flux thermique à 
l’interface entre le composant et le boîtier côté cathode. 
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